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Resumo 
 
 
Com a crescente utilização de técnicas de usinagem em alta velocidade para fabricação 
de moldes e matrizes, vibrações podem representar sérios problemas, uma vez que normalmente 
a ferramenta de acabamento deste tipo de peça é esbelta (alta relação L/D),  pois precisa usinar 
cavidades muitas vezes profundas, com raios pequenos a serem copiados. Além disso, altas 
velocidades são envolvidas nesse processo, podendo excitar as frequências naturais da 
ferramenta. A vibração é um fenômeno indesejável em qualquer operação de usinagem, uma 
vez que pode gerar um pior acabamento superficial, menor taxa de remoção de material e 
aumento no nível de desgaste e avarias da ferramenta. A utilização de amortecedores de impacto 
na ferramenta tem se mostrado um método eficaz para a redução de vibrações em processos de 
usinagem. O amortecimento se dá através da troca de momento linear durante colisões 
intermitentes entre a estrutura principal (no caso a fresa) e uma massa livre (esferas ou cilindros 
colocados dentro de uma cavidade da ferramenta). Apesar de eficientes em alguns casos, esses 
tipos de amortecedores são altamente não lineares, o que dificulta sua modelagem. No presente 
trabalho, realizaram-se simulações simplificadas no software MATLAB®, de modo a 
determinar materiais e geometrias que podem proporcionar maior amortecimento. 
Posteriormente, foi realizado o fresamento concordante de uma superfície convexa de aço D6, 
com dureza de 60 HRc. Os resultados de rugosidade média e de variação de esforços mostraram 
que as ferramentas com partículas amortecedoras geraram menores índices de rugosidade na 
peça quando comparadas à mesma ferramenta sem amortecedor, principalmente na usinagem 
de regiões da peça em que as forças radiais e tangenciais são predominantes. A ferramenta que 
utilizou amortecedores com esferas de tungstênio gerou superfícies com rugosidade similares 
àquelas obtidas com amortecedor com esferas de aço, enquanto a ferramenta que utilizou 
cilindros de aço para o amortecimento somente gerou menor rugosidade da peça na região em 
que a componente axial da força é bem pequena. A ferramenta com corpo de metal duro obteve 
desempenho ainda melhor, uma vez que possui rigidez cerca de 3 vezes maior quando 
comparada a ferramenta de aço.  
 
 
Palavras chave: Fresamento; Amortecedores; Impacto; Vibração. 
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Abstract 
 
 
 
With the increasing use of high speed machining techniques in the manufacturing of dies 
and molds, vibrations may represent serious problems, since the finishing tool used in this type 
of operation is usually slender (high L / D ratio) because it has to machine often deep cavities 
with small radii to be copied. In addition, high speeds are involved in this process and can excite 
the natural frequencies of the tool. Vibration is an undesirable phenomenon in any machining 
operation as it can lead to poor surface finish, lower material removal rate and increased tool 
wear. The use of impact damper in the tool has proven to be an effective method for reducing 
vibration in machining processes. Damping occurs through energy dissipation and linear 
momentum changing during intermittent collisions between the main structure (in this case the 
milling tool) and a free mass (spheres or cylinders placed within a tool cavity). Although 
efficient in some cases, these types of dampers are highly nonlinear, which makes their 
modeling difficult. In the present work, simplified simulations were performed in MATLAB® 
software to determine materials and geometries of impact dampers that can provide greater 
damping. Subsequently, the milling of a convex D6 steel surface with a hardness of 60 HRc 
was performed. The average roughness and force variation results showed that the tools with 
impact dampers generated lower values of roughness in the workpiece when compared to the 
same tool without the impact damper, mainly in the machining of regions where radial and 
tangential forces are predominant. The tool that used tungsten sphere dampers generated 
roughness surfaces similar to those obtained with steel sphere dampers, while the tool that used 
steel cylinder for damping only generated lower part roughness in the region where the axial 
force component is smaller. The carbide body tool performed even better as it has about 3 times 
the stiffness compared to the steel tool. 
 
 
Keywords: Milling; Damper; Impact; Vibration. 
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1. INTRODUÇÃO 
 
 
O fresamento é um processo de usinagem consolidado e largamente utilizado na indústria, 
tendo em vista sua diversidade de funções e flexibilidade de ferramental, o que torna sua gama 
de aplicações muito extensa. O conhecimento dos esforços presentes no fresamento é de 
fundamental importância para o dimensionamento do sistema, bem como para a capacidade de 
obtenção de tolerâncias estreitas. 
Entretanto, a modelagem dinâmica do processo de fresamento não é tarefa simples, uma 
vez que a espessura de cavaco varia periodicamente, gerando oscilações na força de corte. Além 
disso, o corte é interrompido, o que causa impactos entre a ferramenta e a peça com consequente 
aumento de vibrações (ALTINTAS, 2012). 
Com a crescente utilização de técnicas de usinagem em alta velocidade, vibrações podem 
representar sérios problemas, uma vez que devido às altas velocidades envolvidas, as 
frequências naturais da ferramenta podem ser excitadas, prejudicando a obtenção de tolerâncias 
e acabamento da peça, podendo causar quebra da ferramenta e até mesmo avarias na estrutura 
da máquina (LACALLE; LAMIKIZ, 2009). 
Quando se trata do fresamento de moldes e matrizes, além das altas velocidades 
envolvidas no processo, outro fator agravante para a ocorrência de vibrações excessivas é o fato 
da ferramenta ser bastante esbelta (alta relação L/D - comprimento/diâmetro), uma vez que a 
mesma precisa copiar perfis complexos, frequentemente com pequenos raios de concordância 
e, usualmente, em cavidades profundas. Dessa forma, seu diâmetro é reduzido e seu 
comprimento aumentado, fatores que contribuem para a redução de sua rigidez. Além disso, o 
custo da ferramenta corresponde a aproximadamente 20% do custo total para fabricação de 
moldes e matrizes (TANG, 2006), o que torna ainda mais importante a redução de vibrações no 
processo. 
A ocorrência de vibrações pode ser minimizada por meio da modelagem do sistema e 
posterior escolha adequada de parâmetros de usinagem, ou por meio da adição de 
amortecedores (passivos ou ativos) quando se busca uma maior produtividade, mantendo, dessa 
forma, uma alta taxa de remoção de cavaco (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
Amortecedores presentes em operações de usinagem podem ser divididos em sistemas 
ativos ou passivos. Os sistemas ativos têm a capacidade de monitorar o estado dinâmico do 
sistema da máquina-ferramenta-peça, diagnosticar uma determinada ocorrência e executar 
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ativamente as decisões que mudam, se necessário, o sistema para uma situação mais adequada 
(QUINTANA; CIURANA, 2011). 
Amortecedores passivos, apesar de não serem capazes de modificar seu funcionamento 
de acordo com uma resposta do sistema, são preferidos, uma vez que possuem construção mais 
simples e mais barata, não necessitam de uma fonte de energia para seu funcionamento e 
normalmente não sofrem degradação, mesmo em ambientes severos (WAYDANDE; 
MAHAJAN; GAJJAL, 2014). 
Uma das características dos processos de usinagem é que a resposta dinâmica do sistema 
muda durante o processo. Dentre os vários tipos de amortecedores passivos, os amortecedores 
de impacto são efetivos em uma gama considerável de frequências, sendo, dessa forma, muito 
eficazes para a redução de vibrações na usinagem, porém, possuem um comportamento 
altamente não linear, o que os torna difíceis de se projetar (WONG; DANIEL; RONGONG, 
2009). 
 
 
1.1. Objetivos 
 
 
O objetivo deste trabalho é reduzir o nível de vibrações de uma ferramenta para 
fresamento de moldes e matrizes através da aplicação de um amortecedor de impacto construído 
a partir da adição de esferas de aço ou tungstênio ou cilindros de aço no eixo de rotação da 
fresa, de forma a determinar o melhor material e geometria do elemento amortecedor para 
reduzir o nível de vibração de uma ferramenta esbelta de fresamento. 
 
 
1.2. Objetivos Específicos 
 
 
Os objetivos específicos deste trabalho são: 
• Revisão da literatura sobre vibrações e amortecimento em processos de usinagem. 
• Determinação de um modelo de um sistema simplificado de 2 graus de liberdade 
(GDL) com amortecedor por impacto para entender o comportamento de 
diferentes materiais e geometrias de amortecedor. 
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• Analisar a influência de amortecedores por impacto na rugosidade da peça e na 
vida ferramenta. 
• Avaliar os esforços atuantes na ferramenta para todas as configurações testadas. 
• Buscar a construção de um amortecedor em uma fresa esbelta com haste de aço 
que tenha desempenho melhor em termos de rugosidade da peça e vida da 
ferramenta que a fresa com haste de metal duro, usualmente utilizada em 
fresamento de acabamento de moldes e matrizes. 
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2. REVISÃO DA LITERATURA 
 
 
2.1. Fresamento 
 
 
2.1.1. Fundamentos gerais do processo de fresamento 
 
 
O fresamento é um processo de usinagem no qual uma superfície é gerada através da 
remoção progressiva de material, sendo que a peça a ser trabalhada avança sob uma ferramenta 
rotativa cilíndrica, que efetua o corte (em alguns casos a peça pode permanecer estacionária e 
então ocorrer o avanço da ferramenta). A ferramenta, em geral, possui múltiplas arestas 
cortantes, gerando, em alguns casos, alta taxa de remoção de material (BLACK; KOHSER, 
2008).  
A ferramenta utilizada no fresamento é conhecida como fresa e possui arestas cortantes 
ao longo de seu perímetro, o que produz um corte intermitente, conhecido como corte 
interrompido. Devido a essa característica, a tensão e o calor gerados durante parte do ciclo do 
processo de usinagem (aresta em contato com a peça) é seguido por um período de alívio de 
tensões e resfriamento (aresta fora do contato com a peça). Tal contato intermitente entre aresta 
e peça gera fadiga mecânica e térmica na ferramenta além de vibrações, podendo provocar 
avarias e reduzir sua vida (TRENT; WRIGHT, 2000). 
 
 
2.1.2. Forças de usinagem 
 
 
As forças na usinagem são consideradas como uma ação da peça sobre a ferramenta, 
sendo o esforço resultante sobre a cunha cortante denominado Força de usinagem (F). Para 
melhor entendimento da atuação desses esforços no processo, essa força é decomposta em 
direções conhecidas (DINIZ; MARCONDES; COPPINI, 2014). Assim, a componente da força 
de usinagem em um plano ou direção qualquer é obtida mediante a decomposição de F sobre 
esse plano ou direção. Dessa forma, tem-se duas componentes principais de F: a força ativa Fa, 
que representa a decomposição da força de usinagem no plano de trabalho; e a força passiva Fp, 
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que representa a decomposição da força de usinagem no plano perpendicular ao de trabalho, 
não sendo responsável pelo consumo de potência na usinagem (NBR 12545, 1991). 
Decompondo a força ativa na direção da velocidade de corte e na direção da velocidade 
de avanço, ainda no plano de trabalho, obtém-se a força de corte Fc e a força de avanço Ff, 
respectivamente. As forças perpendiculares a Fc e Ff, chamadas de força de corte normal FcN e 
força de avanço normal FfN, também são componentes da força ativa (NBR 12545, 1991). A 
decomposição da força ativa Fa no processo de fresamento é mostrada na Figura 1. 
 
Figura 1 – Decomposição da força ativa no fresamento em (a) força de corte e (b) força de avanço 
 
 
Fonte: Adaptado de NBR 12545 (1991). 
 
O entendimento dos esforços gerados no processo de usinagem é de fundamental 
importância, pois estão diretamente relacionados com aspectos como potência necessária para 
realizar o corte, capacidade de obtenção de tolerâncias apertadas, vibração do sistema máquina-
ferramenta-peça, temperatura de corte e desgaste da ferramenta (DINIZ; MARCONDES; 
COPPINI, 2014). 
Uma das particularidades encontradas no fresamento se dá no processo de formação de 
cavaco. Ao contrário do que ocorre no torneamento, em que a espessura do cavaco é constante, 
no fresamento, a espessura de cavaco (h) removido durante um ciclo varia periodicamente de 
acordo com a posição angular φ do inserto dentro da peça, também conhecido como ângulo de 
imersão da ferramenta ou ângulo da direção de avanço, o que influencia diretamente os esforços 
gerados, bem como a decomposição destes esforços, como mostrado na Figura 2. 
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Figura 2 – Decomposição de forças no processo de fresamento 
 
Fonte: Adaptado de Dib, Dias e Jasinevicius (2017). 
 
Dessa forma, tanto a força de corte Fc (ou força tangencial), quanto a força de corte normal 
FcN (ou força radial), são diretamente influenciadas pelo ângulo de imersão φ da ferramenta. 
Aproximando a trajetória percorrida por cada inserto da fresa como circular, pode-se relacionar 
as forças nas direções X e Y, que são, respectivamente, Ff e FfN, com as forças Fc e FcN para um 
dente da fresa, de acordo com a Equação 1. 
 
{
Fc
FcN
} = [
cos(φ) sen(φ)
sen (φ) − cos(φ)
] . {
Ff
FfN
}           0° ≤ φ ≤
360°
z
  (1) 
 
Sendo z o número de dentes da fresa. 
Dessa forma, no fresamento, quando um dente entra em contato com a peça, este recebe 
um choque seguido por uma força de corte variável. O choque cíclico e a variação de esforços 
de corte induzem vibrações entre a ferramenta e a peça, podendo fornecer a energia necessária 
para excitar um modo natural de vibração do sistema. Essas vibrações devem ser minimizadas, 
pois podem prejudicar o acabamento e a tolerância dimensional da peça durante a usinagem. 
Além disso, sob condições desfavoráveis, essas vibrações podem se tornar instáveis, 
ocasionando o desgaste acelerado da máquina e da ferramenta, resultando até mesmo em sua 
quebra (LIU, 2009). 
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Na usinagem de superfícies complexas, como em moldes e matrizes, usualmente utiliza-
se fresas com arestas arredondadas de pequeno diâmetro, uma vez que a mesma precisa 
percorrer perfis complexos e, muitas vezes, com raios de curvatura pequenos. Devido à variação 
constante na inclinação da superfície a ser usinada, há também uma variação no ângulo de 
posição durante o fresamento. Assim, as forças de corte e as deflexões da ferramenta estão 
sujeitas a variações (ABRARI; ELBESTAWI; SPENCE, 1998). 
Além das variações de esforços e de deflexão da ferramenta, existem deflexões estruturais 
instantâneas na peça, causadas pela deformação elástica gerada pela passagem do dente anterior 
da fresa, o que cria um efeito regenerativo do material da peça. Essas condições podem tornar 
o sistema instável, gerando a chamada vibração auto-excitada regenerativa, o que afeta 
negativamente tanto o acabamento da superfície quanto a precisão dimensional da peça 
(ABRARI; ELBESTAWI; SPENCE, 1998). 
 
 
2.2. Fresamento de Moldes e Matrizes 
 
 
2.2.1. Usinagem em alta velocidade (HSM) 
 
 
O termo usinagem em alta velocidade (HSM – High Speed Machining) é geralmente 
utilizado para descrever o processo de fresamento de acabamento com fresas de pequeno 
diâmetro e altas rotações envolvidas (TOH, 2005), utilizado na produção de moldes e matrizes.  
Esse tipo de usinagem visa substituir operações como polimento e eletroerosão e, 
portanto, deve gerar um acabamento superficial semelhante a esses processos. Dessa forma, são 
utilizados pequenos valores de profundidade de usinagem (ap) e largura fresada (ae). Isso faz 
com que o ângulo de contato (φ) entre a aresta de corte e a peça seja muito pequeno, fazendo 
com que a geração de calor seja reduzida (cada aresta passa pouco tempo em contato com a 
peça em cada rotação) e com maior dissipação de calor quando comparado a processos de 
fresamento convencional. Dessa forma, as temperaturas atingidas não são tão altas, fazendo 
com que a velocidade de corte utilizada possa ser muito maior quando comparado ao fresamento 
convencional, ao mesmo tempo em que proporciona uma longa vida da ferramenta. Além disso, 
o diâmetro da ferramenta para essas operações é pequeno, requerendo uma rotação muito alta 
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da ferramenta para se atingir a velocidade de corte desejada (DINIZ; MARCONDES; 
COPPINI, 2014; LACALLE; LAMIKIZ, 2009; SCHULZ, 1995).  
O avanço por dente também é maior do que o utilizado no fresamento convencional, uma 
vez que se deve compensar o baixo ângulo de contato (φ) e, dessa forma, obter uma espessura 
média do cavaco não muito pequena, o que aumentaria significativamente a pressão específica 
de corte. Portanto, com alta rotação da ferramenta e o maior valor de avanço por dente, a 
velocidade de avanço é muito alta, uma vez que é diretamente proporcional a esses dois fatores 
(vf = fz.z.n) (SCHULZ, 1995). 
Dessa forma, a usinagem em alta velocidade recebe esse nome pelas altas velocidades 
envolvidas e não pela alta taxa de remoção de cavaco gerada, uma vez que, com baixos valores 
de ae e ap, a taxa de volume de cavaco produzido é considerada baixa quando comparado a 
processos de fresamento convencional. Porém, quando se compara o HSM a técnicas 
tradicionais de acabamento de moldes e matrizes, como eletroerosão ou polimento manual, essa 
taxa gerada pelo processo de fresamento em alta velocidade é muito maior.  
 Entre as aplicações do HSM, destacam-se a produção de asas de alumínio para a indústria 
aeronáutica, a fabricação de eletrodos utilizados em eletroerosão e a usinagem de moldes e 
matrizes de aço endurecido. Esses últimos, por sua vez, são utilizados para uma vasta gama de 
aplicações como forjamento, fundição e injeção de polímeros (URBANSKI et al., 2000). 
 
 
2.2.2. Fundamentos do fresamento de moldes e matrizes 
 
 
A aplicação da técnica de HSM para moldes e matrizes tem tido um grande crescimento 
devido ao surgimento de novas máquinas e ferramentas capazes de reduzir o tempo para 
fabricação da peça e também melhorar sua qualidade superficial final (BEGIC-HAJDAREVIC; 
CEKIC; KULENOVIC, 2014). 
Tradicionalmente, a fabricação de moldes e matrizes de aço endurecido começa com a 
operação de fresamento da peça, quando esta ainda se encontra no estado recozido, antes do 
tratamento térmico. Após o tratamento térmico, processos de acabamento, como a eletroerosão, 
retificação e polimento manual, são realizados para obter a geometria e a qualidade superficial 
especificada. Com a utilização da técnica de HSM, as operações de acabamento após a têmpera, 
podem ser realizadas também através do processo de fresamento e, portanto, os prazos e os 
custos podem ser reduzidos significativamente (SILLER et al., 2009). 
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Essa aplicação vem se tornando cada vez mais atrativa para a indústria, uma vez que 
processos como eletroerosão e polimento demoram cerca de 50% a mais que o fresamento HSM 
para produção da peça (PU; SINGH, 2013). 
Dessa forma uma redução significativa de custos e aumento de produtividade podem ser 
alcançados através da aplicação do HSM (KOSHY; DEWES; ASPINWALL, 2002), tornando-
se assim um processo de fabricação com alta relação benefício/custo para produção de peças 
com alta precisão e qualidade superficial (FALLBÖHMER et al., 2000). 
As maiores vantagens da usinagem em altas velocidades são: alta taxa de remoção de 
material quando comparado a processos tradicionais de fabricação de moldes e matrizes; baixas 
forças de corte; maior dissipação do calor pelo cavaco, resultando em menores dilatações da 
peça e também melhor acabamento e qualidade superficial da peça. As desvantagens mais 
comuns do HSM são: necessidade de máquinas especiais e caras, com alto poder de 
processamento computacional e com até 5 eixos programáveis; necessidade de se possuir baixo 
desbalanceamento do sistema de fixação da ferramenta; utilização de ferramentas com materiais 
e coberturas avançadas e a necessidade de programadores e operadores qualificados 
(FALLBÖHMER et al., 2000; MAGALHÃES; FERREIRA, 2018). 
Para a correta implementação da técnica de HSM, alguns fatores críticos devem ser 
tomados em consideração, uma vez que as altas rotações aliadas à baixa rigidez da ferramenta 
(devido ao seu pequeno diâmetro para que possa usinar raios pequenos da peça e seu grande 
comprimento para poder usinar cavidades profundas) causam variação de esforços e, 
consequentemente, podem levar à variação dinâmica da espessura de cavaco. Isto pode 
incentivar à ocorrência de vibrações auto-excitadas e uma consequente deterioração na 
qualidade superficial da peça, além de avaria ou quebra da ferramenta (SINGH; KARTIK; 
SINGH, 2016). 
Ferramentas utilizadas para o fresamento de moldes e matrizes devem gerar formas 
complexas com acabamento adequado, razão pela qual elas devem possuir arestas curvas, como 
as fresas ball nose (Figura 3). 
 
Figura 3 – Exemplo de uma Fresa Ball Nose 
 
Fonte: (SANDVIK, 2019) 
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O fresamento de geometrias complexas com esse tipo de fresa difere significativamente 
do fresamento convencional e envolve fenômenos que ainda não são totalmente 
compreendidos. No fresamento de moldes e matrizes com máquinas 3-eixos, o centro da ponta 
da ferramenta (que tem velocidade de corte igual a zero) é frequentemente envolvido no corte. 
Em áreas em que isso ocorre, rigorosamente não acontece remoção de material, mas sim 
deformação plástica do material (SCANDIFFIO; DINIZ; SOUZA, 2017). 
Por exemplo, caso uma superfície perpendicular ao eixo da ferramenta seja usinada por 
uma fresa com ponta esférica, a velocidade de corte no centro da ferramenta será zero e com 
uma espessura de cavaco muito pequena. Isso pode causar lascamentos da aresta de corte, 
prejudicando a qualidade superficial da peça. (SCHULZ, 1995). 
No fresamento de moldes e matrizes, devido à aresta redonda da ferramenta, o ângulo 
formado entre o eixo da ferramenta e superfície da peça pode sofrer variações de acordo com a 
inclinação de ambos, podendo variar no sentido da direção de avanço ou perpendicular à direção 
de avanço. Denomina-se lead angle (Figura 4) o ângulo entre o vetor normal à superfície 
usinada e o eixo da ferramenta no plano perpendicular à largura fresada (ae); e tilt angle o ângulo 
entre o vetor normal à superfície usinada e o eixo da ferramenta no plano perpendicular ao 
avanço (SCANDIFFIO; DINIZ; SOUZA, 2016). 
Tanto o lead angle quanto o tilt angle determinam a orientação da ferramenta e a região 
de contato da aresta, afetando a mecânica e a dinâmica do processo, alterando parâmetros como 
espessura de cavaco, componentes da força de usinagem, estabilidade do processo e rigidez do 
sistema. Dessa forma a orientação incorreta da ferramenta pode resultar na redução da 
produtividade e piora na qualidade superficial da peça (OZTURK; TUNC; BUDAK, 2009). 
 
Figura 4 – Representação do Lead angle e do Tilt angle no fresamento. 
 
Fonte: (SCANDIFFIO; DINIZ; SOUZA, 2016) 
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Como citado anteriormente, o ângulo entre o eixo da ferramenta e a superfície usinada 
exerce uma forte influência sobre os componentes da força de usinagem. Quando o eixo da 
ferramenta está paralelo à superfície (90°) (Figura 5c), somente os componentes de força 
tangencial e radial estão presentes, o valor do componente axial é próximo a zero. À medida 
que esse ângulo diminui, o valor da componente radial diminui e o da axial aumenta (Figura 
5a). Em uma fresa frontal, a direção radial da ferramenta não é muito rígida, uma vez que apenas 
o corpo da ferramenta resiste à deflexão. Por outro lado, a direção axial é bastante rígida, uma 
vez que, nessa direção, a fixação da ferramenta e o cabeçote da ferramenta resistem à 
compressão causada pela força axial (DE OLIVEIRA; DINIZ, 2009). 
 
Figura 5 – Orientação da ferramenta durante o fresamento de moldes e matrizes com máquinas de 3-eixos. 
 
Fonte: adaptado de Kull Neto, Diniz e Pederiva (2016) 
 
Dessa forma, um dos principais problemas na usinagem utilizando ferramentas esbeltas, 
ocorre próximo a paredes verticais, onde a força radial é maior e a deflexão da ferramenta e sua 
consequente vibração afetam a qualidade superficial e a precisão dimensional da peça (KULL 
NETO; DINIZ; PEDERIVA, 2016a). Por outro lado, quando o centro da ferramenta se encontra 
em contato com a peça, onde as velocidades de corte são muito baixas, o atrito e a deformação 
do material gerados são muito altos, prejudicando também a rugosidade da peça 
(MAGALHÃES; FERREIRA, 2018). 
É possível minimizar o impacto desses problemas utilizando um centro de usinagem com 
5-eixos, com o qual se pode usinar perfis complexos como os de moldes e matrizes mantendo-
se constante o ângulo de inclinação da ferramenta em relação à superfície da peça (tilt e lead 
angles) e, portanto, ocupando sempre a mesma região da ferramenta com o corte. Isso contribui 
para manter a distribuição de esforços e rugosidade da peça constantes. Porém, devido aos 
custos de compra e manutenção do equipamento, esta abordagem nem sempre é viável. Além 
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disso, a vida da ferramenta durante a usinagem em máquinas de 5-eixos tende a ser menor, uma 
vez que sempre a mesma parte da ferramenta está em contato com a peça, aumentando assim o 
calor gerado e, consequentemente, o desgaste da ferramenta (LAPUNKA; WITTBRODT; 
MAREK-KOLODZIEJ, 2017).  
Outro fator de influência para usinagem de moldes e matrizes é a orientação da ferramenta 
para fabricação da peça. Caso a ferramenta efetue o corte na direção vertical, ocorre o chamado 
fresamento de cópia (Figura 6b). Caso o corte ocorra na direção horizontal, (eixo Z da máquina 
constante em cada passada) tem-se o chamado fresamento de contorno, como mostrado na 
Figura 6a (SANDVIK, 2018a). 
 
Figura 6 – Percurso da ferramenta de corte: fresamento de contorno x cópia. 
 
Fonte: (SANDVIK, 2018a) 
 
A escolha entre a realização do fresamento de contorno ou cópia será dependente da peça 
a ser usinada. Deve-se priorizar a estratégia que possibilita o menor número de mudanças de 
trajetória para fabricação da peça ou, se mudanças de trajetória ocorrerem, que elas aconteçam 
com o maior raio, para que dessa forma os esforços durante o processo de usinagem sofram 
menores e menos variações bruscas. 
Tanto o fresamento de contorno quanto o de cópia podem ser realizados de forma 
ascendente ou descendente (Figura 7). Kull Neto, Diniz e Pederiva (2016) realizaram estudos 
no fresamento concordante do aço D6 (62 HRc) com estratégia em cópia de uma superfície 
cilíndrica, com uma fresa ball nose de metal duro e identificaram que o fator mais significante 
para determinação da rugosidade da superfície usinada, durante o fresamento de cópia, foi a 
escolha da estratégia de corte (ascendente ou descendente). A estratégia descendente gerou 
menores esforços radiais na ferramenta, que são responsáveis por sua deflexão e, portanto, 
obteve menores níveis de vibração, gerando uma menor rugosidade. Quando a estratégia 
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ascendente era adotada, o primeiro contato da ferramenta com a superfície da peça ocorria na 
região com maior lead angle, o que fazia com que, no início do corte, a ferramenta fosse 
submetida a maiores forças radiais. Assim, o corte iniciava-se em condições desfavoráveis, já 
com alta vibração, vibração que se propagava para o restante da trajetória da ferramenta na 
peça, o que prejudicava tanto a rugosidade da peça quanto a vida da ferramenta. 
 
Figura 7 – Representação da trajetória ascendente e descendente 
 
Fonte: adaptado de Kull Neto, Diniz e Pederiva (2016) 
 
Já durante o fresamento de contorno, ou seja, mantendo-se o lead angle constante e 
variando-se o tilt angle durante cada passada, Kull Neto, Diniz e Pederiva (2016b) constataram 
que a estratégia ascendente, com lead angle igual a 0°, gerou as menores forças radiais e 
também menores níveis de rugosidade, enquanto a maior rugosidade foi encontrada durante a 
estratégia descendente e com lead angle de 16°. Essa estratégia também foi a que apresentou 
maior força radial. Dessa forma, no fresamento de superfícies circulares, durante o fresamento 
de contorno (eixo z constante em cada passada), consegue-se uma menor rugosidade com o 
corte ascendente (KULL NETO; DINIZ; PEDERIVA, 2016b). 
 
 
2.2.3. Requisitos para ferramenta na usinagem de moldes e matrizes 
 
 
Como já mencionado, para a realização da usinagem de moldes e matrizes, pequenos 
diâmetros de ferramenta são necessários para geração de geometrias complexas, garantindo 
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precisão dimensional e um bom acabamento superficial. A indústria de moldes e matrizes lida 
geralmente com materiais com dureza acima de 50 HRc, tendo como requisitos tolerâncias 
dimensionais entre 0,01 e 0,05 mm e valores de Ra (rugosidade média) menores que 2 µm 
(LACALLE; LAMIKIZ, 2009). 
Como o fresamento do tipo HSM se trata de um processo de acabamento, com altas 
velocidades envolvidas, as deflexões da ferramenta devem ser controladas. Segundo Dewes e 
Aspinwall (1997), a fresa pode ser simplificada como sendo um cilindro uniforme com seção 
transversal constante engastado em uma extremidade com uma força aplicada na extremidade 
oposta. Dessa forma, a deflexão do cilindro pode ser dada de acordo com a Equação 2: 
 
𝛿 =
𝐹𝑙3
3𝐸𝐼
 (2) 
 
Em que F é a força exercida na extremidade livre do cilindro, l corresponde ao balanço 
(distância de extremidade livre do cilindro ao seu apoio) e E corresponde ao módulo de 
elasticidade do material. 
O momento de inércia (I) de um cilindro é dado pela Equação 3: 
𝐼 =
𝜋𝐷4
64
 (3) 
 
Em que D é o diâmetro do cilindro. 
Combinando as Equações (2) e (3), observa-se que a deflexão do cilindro é proporcional 
à relação (l3/D4). Portanto, reduzir o diâmetro da ferramenta em 2 vezes, significa aumentar a 
deflexão em 16 vezes, já dobrar o comprimento da ferramenta significa aumentar a deflexão 
em 8 vezes. 
Isso significa que uma das restrições do processo de usinagem em alta velocidade 
aplicado a matrizes e moldes se dá no fresamento de cavidades profundas e com raios pequenos 
(DEWES; ASPINWALL, 1997) que exige o uso de ferramenta esbelta. 
Uma das formas de se diminuir a deflexão sofrida pela fresa, é através da utilização na 
haste ou corpo da fresa de materiais com maior módulo de elasticidade, como por exemplo o 
metal duro. Contudo, fresas com corpo de metal duro são consideravelmente mais caras quando 
comparadas a fresas com corpo de aço. Outra forma de se reduzir as deflexões dinâmicas da 
ferramenta é através da adição de amortecedores, que serão discutidos nos próximos capítulos. 
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Para seleção do material cortante da ferramenta utilizada nesse tipo de operação, deve-se 
lembrar que durante o fresamento de moldes e matrizes, para garantir um bom acabamento a 
largura de fresagem (ae) deve ser pequena, consequentemente a relação ae/D que determina o 
ângulo de contato (φ) da ferramenta com a peça, também é pequeno. Dessa forma, em uma 
volta da ferramenta, a trajetória de uma aresta de corte na peça em que o corte é efetivamente 
realizado é reduzida e a trajetória inativa (em que não há contato da aresta com a peça) é muito 
maior. Assim, mesmo com altas velocidades provenientes desse tipo de processo, as 
temperaturas na aresta de corte não são tão altas. 
Tendo em vista esse cenário, ferramentas com parte cortante de metal duro são muito 
utilizadas nesse tipo de usinagem, mesmo com o material da peça endurecido. Usualmente 
utiliza-se o metal duro microgrão, com tamanho de grão de cerca de até 1 µm, o que garante 
maior tenacidade e resistência ao desgaste. Essas ferramentas geralmente são cobertas por 
multicamadas de TiAlN ou TiCN, através do processo de PVD, devido à alta dureza, 
estabilidade química e suas propriedades de redução do coeficiente de atrito entre ferramenta e 
peça (WOJCIECHOWSKI; TWARDOWSKI, 2012). 
 
 
2.3. Vibração em processos de fresamento 
 
 
A vibração é um fenômeno indesejável em qualquer operação de usinagem, já que resulta 
em acabamento superficial ruim, maior desvio de forma, menor taxa de remoção de material, 
aumento no desgaste e avaria da ferramenta e maiores níveis de ruído (BIJU; SHUNMUGAM, 
2014). 
Os processos de usinagem podem ocasionar três tipos diferentes de vibrações mecânicas, 
que surgem devido à falta de rigidez dinâmica de um ou vários elementos do sistema, composto 
pela máquina-ferramenta, porta-ferramentas, ferramenta e peça. Estes três tipos de vibrações 
são conhecidos como vibrações livres, vibrações forçadas e vibrações auto-excitadas 
(QUINTANA; CIURANA, 2011; ALTINTAS, 2012). 
Vibrações livres ocorrem quando um sistema mecânico é deslocado de seu equilíbrio, 
permitindo que o mesmo vibre livremente. Em operações de usinagem, vibrações livres 
aparecem, por exemplo, como resultado de uma definição incorreta do caminho da ferramenta 
que leva a uma colisão entre a ferramenta e a peça (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
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Vibrações forçadas aparecem devido às excitações externas e são todas aquelas que 
ocorrem devido às forças dinâmicas aplicadas a um sistema estável. Geralmente, existem quatro 
tipos de fontes que podem gerar tais vibrações: forças de corte alternadas, tais como aquelas 
induzidas por heterogeneidades no material da peça, quebra da aresta postiça de corte ou 
mudanças na seção transversal do cavaco; processos de corte interrompido, tais como o 
fresamento; fontes internas, como desbalanceamento dos elementos rotativos; e distúrbios 
externos, transmitidos através da fundação da máquina-ferramenta (WAYDANDE; 
MAHAJAN; GAJJAL, 2014). 
Quando se trata de vibrações forçadas, sua redução pode ser obtida simplesmente por 
meio da utilização de diferentes técnicas de usinagem, geometrias de ferramentas e parâmetros 
de corte otimizados, permitindo um corte com maior estabilidade (ANTONIALLI; DINIZ; 
PEDERIVA, 2010), como por exemplo a utilização de arestas mais afiadas, menor raio de 
ponta, maior ângulo de saída para uma menor deformação de cavaco ou mesmo a redução de 
parâmetros de usinagem. 
Já as vibrações auto-excitadas decorrem do próprio sistema  e extraem energia para iniciar 
e crescer a partir da interação entre a ferramenta e a peça durante o processo de usinagem 
(ALTINTAS, 2012). Este tipo de vibração leva o sistema à instabilidade e é o mais indesejável 
e o menos controlável dos tipos. Por essa razão, tem sido um tema de grande interesse para 
pesquisa acadêmica e industrial (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
A vibração auto-excitada é comumente denominada chatter, sendo que este pode ser 
classificado em duas categorias: primário e secundário. O chatter primário pode ser causado 
pelo próprio processo de corte, isto é, pelo atrito entre a ferramenta e a peça e pelos efeitos 
termomecânicos na formação do cavaco. O chatter secundário é causado pela regeneração da 
ondulação da superfície da peça. Este efeito regenerativo é a causa mais importante para o 
chatter. Por esta razão, tornou-se uma convenção dizer que o "chatter" se refere apenas a 
vibrações regenerativas (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
O chatter regenerativo cresce devido à variação dinâmica da espessura do cavaco, que 
ocorre devido às ondulações criadas na superfície pelo passe anterior da aresta da ferramenta. 
Essa variação dinâmica na espessura de cavaco é atribuída à vibração da estrutura da máquina 
à deflexão da fresa e à deformação elástica do material sendo cortado. Se não for controlado, 
pode levar a uma alta variação na espessura de cavaco e, portanto, gerar instabilidade no 
processo (SINGH; KARTIK; SINGH, 2016). 
A ocorrência de chatter em processos de usinagem gera grandes problemas, uma vez que 
impede a obtenção do acabamento superficial desejado e reduz a vida da ferramenta ou mesmo 
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dos componentes mecânicos de todo o sistema. Esse tipo de vibração ocorre em uma vasta gama 
de processos de usinagem e continua sendo uma das maiores limitações para a produtividade 
dos processos (MUNOA et al., 2016; RAFAL et al., 2015; WANG, 2011). 
Na prática, o chatter aparece acima de uma certa profundidade de corte e produz altos 
níveis de vibração, que levam a problemas como alta rugosidade na peça e quebra da ferramenta 
(AGUIRRE et al., 2012). 
Segundo Altintas (2012), uma fresa pode ser simplificada como um sistema com 2 graus 
de liberdade (Figura 8), no qual as forças de usinagem excitam a estrutura nas direções de 
avanço e normais ao avanço, dependentes do ângulo da direção de avanço (φ). 
 
Figura 8 – Representação da vibração auto-excitada para fresamento com 2 GDL 
 
Fonte: Adaptado de Altintas (2012) 
 
O efeito regenerativo do chatter pode ser explicado utilizando-se a Figura 8. A espessura 
do cavaco começa a se desviar dinamicamente de seu valor estático (h0) quando o sistema passa 
por vibrações. A espessura dinâmica do cavaco, que é a causa raiz da vibração regenerativa, 
oscila devido às marcas de vibração deixadas durante os cortes anteriores (recuperação elástica 
do material) e o corte que está ocorrendo, que por sua vez fazem com que a força de corte oscile. 
Dependendo do deslocamento entre as ondas deixadas pelo dente anterior e pelo dente atual, a 
espessura dinâmica do cavaco (h(t)) pode crescer exponencialmente e fazer com que o sistema 
de corte se torne instável, ocorrendo, dessa forma, o chatter (YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 
2010). 
32 
 
 
A estabilidade deste sistema depende não apenas de propriedades dinâmicas como massa, 
amortecimento e rigidez, mas também do atraso (delay) da variação de espessura do cavaco 
(YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 2010). 
Com relação a parâmetros de processo, a fronteira entre um corte estável (isto é, sem 
chatter) e um corte instável (isto é, com chatter) pode ser visualizada em termos da 
profundidade de corte (ap) em função da rotação da ferramenta. A Figura 9 mostra o que é 
chamado de diagrama de estabilidade ou SLD (Stability lobes diagram) (QUINTANA; 
CIURANA, 2011). 
 
Figura 9 – Diagrama de estabilidade (SLD) em termos da profundidade de usinagem x rotação do eixo-árvore. 
 
Fonte: (QUINTANA; CIURANA, 2011) 
 
Esses diagramas podem ser usados para encontrar a combinação específica de parâmetros 
de usinagem que resulta na taxa máxima de remoção de material livre de chatter. A rotação e 
profundidade de usinagem determinam a fronteira entre condições estáveis e instáveis de corte, 
o que é representado por estes lóbulos característicos. Esse método torna possível a previsão de 
regiões instáveis para determinados parâmetros de corte antes mesmo da usinagem, o que 
garante que o sistema de usinagem como um todo esteja totalmente mapeado (RAFAL et al., 
2015). 
A construção de um SLD requer informações prévias sobre, por exemplo, a função de 
resposta de frequência (FRF) da combinação de ferramenta, do porta-ferramenta, da máquina-
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ferramenta e do material de peça. Modelar o processo para identificar o SLD não é uma tarefa 
fácil, uma vez que as estruturas possuem vários graus de liberdade. Além disso, as múltiplas 
arestas de corte, as variações das forças de corte e da espessura de cavaco tornam sua análise 
complexa (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
Geralmente, os operadores de máquinas-ferramenta selecionam parâmetros de usinagem 
conservadores para evitar o chatter e, em alguns casos, são necessárias operações manuais 
adicionais para retirada das marcas de chatter deixadas na superfície da peça. Esta prática 
comum geralmente resulta em uma diminuição na produtividade (QUINTANA; CIURANA, 
2011). 
 
 
2.4. Amortecimento de vibrações na usinagem 
 
 
Em contraste com os métodos que visam evitar o chatter, situando o processo de 
usinagem na zona estável do SLD, taxas mais altas de remoção de cavaco podem ser obtidas 
através de uma outra linha de pesquisa, cujo objetivo é ampliar a zona estável do SLD, 
expandindo a fronteira de estabilidade ou simplesmente mudando o comportamento do sistema 
(QUINTANA; CIURANA, 2011). Seguindo essa linha, há várias maneiras de se minimizar a 
vibração na usinagem, como sistemas de amortecimento ativo e passivo da peça e/ou da 
ferramenta (BIJU; SHUNMUGAM, 2014). 
 
 
2.4.1. Amortecedores Ativos 
 
 
Os sistemas ativos são diferenciados dos métodos passivos basicamente por sua 
capacidade de monitorar o estado dinâmico do sistema da máquina-ferramenta, diagnosticar 
uma determinada ocorrência e executar ativamente as decisões que mudam, se necessário, o 
sistema para uma situação mais adequada (QUINTANA; CIURANA, 2011). 
Dessa forma, o sistema ativo efetua a medição de um parâmetro de vibração e introduz 
um sinal de força controlada, em resposta ao sinal medido, através de um atuador. Ou seja, uma 
energia externa é introduzida e aplicada ao objeto de vibração durante o amortecimento ativo 
(FEI et al., 2017). 
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Um sistema ativo é implementado utilizando atuadores, controladores e sensores para 
controle do retorno das variações do processo de usinagem (YANG; DAI; LIU, 2015; 
MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI GHALEBAHMAN, 2011). 
Amortecedores ativos podem ser aplicados na estrutura da máquina-ferramenta, na 
própria ferramenta, na peça ou mesmo no sistema de fixação da peça. A tecnologia mais 
utilizada em sistemas ativos tem como princípio a utilização de atuadores piezelétricos e 
eletromagnéticos (MUNOA et al., 2016). 
A seguir são mostradas algumas aplicações de sistemas ativos para o controle de 
vibrações em processos de usinagem. 
 
 
2.4.1.1. Amortecedor ativo estrutural 
 
 
A vibração estrutural é caracterizada por vibrações de baixa frequência, tipicamente entre 
20 Hz e 200 Hz, de grandes componentes da máquina. A utilização de técnicas ativas é 
justificada neste caso porque podem lidar com as variações da dinâmica da máquina, o que 
ocorre a todo momento de acordo com a variação da posição do sistema (MUNOA et al., 2016). 
Munoa et al. (2015) propuseram uma técnica para redução do chatter durante o processo 
de fresamento, executando o amortecimento ativo, utilizando para isto atuadores de avanço da 
própria máquina ferramenta e acelerômetros industriais de baixo custo como sensores. De 
acordo com os autores, este é um método adequado para máquinas-ferramenta grandes, com 
modos de vibrar em baixas frequências.  
 
Figura 10 – Fresadora com sistema de amortecimento ativo 
 
Fonte: adaptado de Munoa et al. (2015) 
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O eixo x da máquina é movido através de um sistema com pinhão duplo e cremalheira, 
eletronicamente pré-carregados para minimizar a folga, o eixo y utiliza um sistema de fuso de 
esferas recirculantes. O posicionamento dos acelerômetros é mostrado na Figura 10. O sistema 
age por meio de um atuador que controla o sistema de avanço dos eixos x e y.  
Na Figura 11 são mostradas a profundidade de usinagem máxima sem a ocorrência de 
chatter para o sistema com e sem amortecedor ativo, variando o balanço do cabeçote da 
máquina. 
 
Figura 11 – Profundidade máxima de usinagem sem a ocorrência de chatter para um sistema amortecido 
ativamente e sem amortecimento 
 
Fonte: adaptado de Munoa et al. (2015) 
 
Os resultados mostraram um ganho de produtividade de 85% até 600%, sem a ocorrência 
de chatter (MUNOA et al., 2015). 
 
 
2.4.1.2. Amortecedor ativo aplicado no sistema de fixação da ferramenta 
 
 
Em testes para amortecimento do chatter durante o fresamento frontal, Wang et al. (2018) 
utilizaram atuadores piezelétricos para modular a rigidez do sistema de fixação da ferramenta 
aplicando uma pré-carga variável no tempo de acordo com sinais de força obtidos por sensores 
durante a usinagem. A variação das forças de pré-carga altera a rigidez do sistema, como pode 
ser visto na Figura 12. 
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Figura 12 – Representação do sistema de amortecimento ativo na fixação da ferramenta 
 
Fonte: adaptado de Wang et al. (2018) 
 
Primeiramente, as forças de pré-carga geradas pelos atuadores piezelétricos atuam no 
porta-ferramentas especial. Em seguida, o rolamento montado entre o porta-ferramenta e o anel 
transfere a força gerada pelo atuador piezelétrico para o porta-ferramenta. Dessa forma, as 
forças de pré-carga atuam diretamente no sistema de fresamento e podem alterar a rigidez do 
sistema de forma eficaz (WANG et al., 2018).  
Com a utilização do sistema de fixação com rigidez variável houve uma redução de 
70,63% nas forças de corte. A qualidade superficial da superfície fresada pode ser observada 
na Figura 13. 
 
Figura 13 – Acabamento da superfície fresada para ferramenta com sistema de fixação convencional (a) e com 
amortecimento ativo (b) 
 
Fonte: (WANG et al., 2018) 
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2.4.1.3. Amortecedor ativo aplicado no sistema de fixação da peça 
 
 
Suportes de fixação ativos podem ser utilizados para redução da vibração influenciando 
o movimento relativo entre a ferramenta e a peça. Sallese et al. (2016) modelaram um sistema 
de fixação em que quatro sensores piezelétricos acionam o eixo de movimentação do sistema 
de fixação (Figura 14). O sistema possui uma pré-carga adequada aplicada através de molas de 
disco para evitar tensões nos atuadores. 
 
Figura 14 – Sistema ativo para amortecimento de vibrações aplicado no sistema de fixação da peça. 
 
Fonte: Adaptado de Sallese et al. (2016) 
 
Na Figura 15 é mostrada a redução do deslocamento da ponta da ferramenta para uma 
rotação de 750 rpm e 0,6 mm de profundidade de usinagem. O sistema atuador é ativado em 
uma frequência de 300 Hz, sendo ligado após 2 segundos. 
 
Figura 15 – Deslocamento da ferramenta com e sem a atuação do amortecedor ativo 
 
Fonte: Adaptado de Sallese et al. (2016) 
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O uso de sistemas ativos para redução de vibrações geralmente implica em configurações 
trabalhosas (atuadores, sensores, fonte de alimentação, etc.), que, muitas vezes, devem ser 
dimensionadas para trabalhar em ambientes hostis, como, por exemplo, em altas temperaturas. 
Esforços técnicos e econômicos dessa magnitude são somente justificados quando outras 
soluções mais simples, como amortecedores passivos, não podem fornecer uma solução 
adequada. Este é o caso quando há mudança dinâmica do sistema, quando vários modos de 
vibrar devem ser amortecidos ou quando as limitações de espaço impedem o uso de 
amortecedores passivos (MUNOA et al., 2016). 
 
 
2.4.2. Amortecedores Passivos 
 
 
Os sistemas de amortecimento passivos são fabricados usando vários tipos de materiais 
com determinados níveis de amortecimento, de forma a reduzir efetivamente as vibrações de 
usinagem. O princípio do controle passivo da vibração é converter a energia mecânica em outras 
formas, por exemplo, calor. Para tanto, inclui estratégias baseadas na modificação de certos 
elementos da máquina-ferramenta, a fim de modificar passivamente o comportamento do 
sistema composto pela máquina, ferramenta e o porta-ferramentas (WAYDANDE; 
MAHAJAN; GAJJAL, 2014). 
Devido à sua construção mais simples, amortecedores passivos são preferidos, uma vez 
que possuem um baixo custo e não necessitam de uma fonte de energia para seu funcionamento, 
além de normalmente não sofrerem degradação, mesmo em ambientes severos (WAYDANDE; 
MAHAJAN; GAJJAL, 2014). 
Amortecedores passivos também podem ser acoplados à estrutura da máquina, à 
ferramenta ou à peça. Existem vários tipos e configurações desse tipo de amortecedor na 
usinagem. A seguir, são mostrados alguns tipos de sistema de acordo com a aplicação.  
 
 
2.4.2.1. Amortecedor de Massa Sintonizada (Tuned-Mass Damper) 
 
 
O Tuned-Mass Damper (TMD) tem como princípio de funcionamento uma massa inercial 
adicionada ao sistema para realizar o amortecimento, a massa adicionada experimenta parte da 
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vibração atuante no sistema principal. Os valores dos parâmetros de massa (m), rigidez (k) e 
amortecimento (c) do TMD, são ajustados de forma a amortecer os modos de vibrar mais 
críticos do sistema original, evitando assim o chatter. Ao combinar a frequência natural do 
TMD com a frequência natural do sistema, ambos os modos de vibrar se juntam, aumentando 
assim o amortecimento, uma vez que o modo de vibrar original é dividido em dois modos com 
alta rigidez dinâmica. Os TMDs precisam ser ajustados com precisão para atingir a frequência 
desejada, e seu efeito positivo é limitado a uma certa faixa de frequências. As grandes vantagens 
desse sistema são sua simplicidade e confiabilidade (MUNOA et al., 2016). 
Burtscher e Fleischer (2017) apresentaram uma proposta para melhoria do 
comportamento dinâmico de uma máquina-ferramenta através de um TMD adaptativo. O 
sistema mostrado na Figura 16 conta com uma massa variável de forma a alterar a frequência 
natural do amortecedor, uma vez que a frequência natural da máquina varia de acordo com sua 
posição (BURTSCHER; FLEISCHER, 2017). 
O ajuste da massa do sistema é realizado através do preenchimento de uma cavidade 
interna do amortecedor com fluido lubrificante. O objetivo do sistema é compensar a frequência 
natural dominante de forma a aumentar a profundidade máxima de usinagem. Com a variação 
da massa do amortecedor é então possível atingir uma gama muito maior de frequências e, dessa 
forma, evitar a ocorrência de chatter (BURTSCHER; FLEISCHER, 2017). 
 
Figura 16 – TMD com massa variável 
 
Fonte: (BURTSCHER; FLEISCHER, 2017) 
 
Os resultados da Figura 17 mostram uma redução das amplitudes de aceleração da 
ferramenta de até 36%, levando o processo à zona de estabilidade. 
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Figura 17 – Amplitude de aceleração para ferramenta com e sem a aplicação do TMD com massa variável. 
 
Fonte: (BURTSCHER; FLEISCHER, 2017) 
 
Múltiplos TMDs podem ser utilizados em um mesmo sistema para redução de vibrações. 
Yang, Muñoa e Altintas (2010) realizaram ensaios durante o processo de torneamento e 
mostraram que a aplicação de vários amortecedores, em que cada um é sintonizado para 
amortecer cada modo de vibrar específico, é mais efetiva do que a aplicação de um único TMD 
com a mesma razão de massa. No entanto, os parâmetros analíticos dos amortecedores (k, c e 
m) utilizados são muito mais difíceis de serem otimizados, pois, à medida que os graus de 
liberdade dos amortecedores aumentam, o equacionamento do problema se torna mais 
complexo (YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 2010). 
 
Figura 18 – Representação de TMD com múltiplos GDLs. 
 
Fonte: (YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 2010) 
 
O objetivo da aplicação de vários TMDs é amortecer o modo de vibrar natural da estrutura 
dominante, descrito por uma massa (m0), com rigidez (k0) e constante de amortecimento (c0). 
O sistema mecânico com múltiplos TMDs é ligado à estrutura que precisa ser amortecida, como 
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mostrado na Figura 18. Cada TMD possui um único grau de liberdade, com massa mj conectada 
à estrutura principal com uma rigidez equivalente kj e um fator de amortecimento cj (YANG; 
MUÑOA; ALTINTAS, 2010). O sistema real utilizado no experimento é mostrado na Figura 
19. 
 
Figura 19 – TMDs com múltiplos GDLs aplicados no porta-ferramentas. 
 
Fonte: (YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 2010) 
 
Na Figura 20 são mostrados os gráficos de estabilidade de lóbulos para o torneamento 
sem TMD, com 1 TMD com razão de massa (massa do amortecedor / massa da estrutura a ser 
amortecida) de 1,4%, 1 TMD com razão de massa de 4,2% e 3 TMDs, totalizando razão de 
massa também de 4,2%. Nota-se uma maior eficiência com a aplicação de 3 TMDs com mesma 
razão de massa. 
 
Figura 20 – SLD para as configurações testadas 
 
Fonte: (YANG; MUÑOA; ALTINTAS, 2010) 
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Yang, Dai e Liu (2015) realizaram estudos com um TMD de dois graus de liberdade, ou 
seja, duas massas adicionadas ao sistema. O ponto de menor rigidez do sistema se encontrava 
no sistema de fixação da peça. Os amortecedores foram dispostos conforme mostrado na Figura 
21. 
 
Figura 21 – TMD com múltiplos GDLs aplicados no sistema de fixação. 
 
Fonte: (YANG; DAI; LIU, 2015) 
 
O amortecedor era constituído por dois blocos com massa idêntica, chapas metálicas, 
suportes e uma placa de fricção. Os blocos eram então suspensos pelas chapas metálicas que 
atuavam como molas e as duas partes eram então conectadas com parafusos, como mostrado 
na Figura 22 (YANG; DAI; LIU, 2015). 
 
Figura 22 – Representação da construção do TMD. 
 
Fonte: (YANG; DAI; LIU, 2015) 
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 Ajustando a distância entre os parafusos, a rigidez da chapa era então modificada de 
forma a atender os requisitos do amortecedor. O amortecimento então era gerado a partir do 
atrito entre o bloco e as placas de fricção durante a vibração (YANG; DAI; LIU, 2015). 
Os resultados mostraram, assim como no experimento anterior, que o sistema com 2 graus 
de liberdade mostrou um melhor desempenho quando comparado ao sistema com mesma massa 
total, porém com apenas 1 grau de liberdade (YANG; DAI; LIU, 2015). 
Um exemplo de TMD utilizado na usinagem, que está disponível no mercado, é a linha 
Silent Tools™, da empresa Sandvik Coromant (Figura 23). Neste sistema, dentro do porta-
ferramenta há um mecanismo antivibratório passivo pré-ajustado, no qual uma massa (“metal 
pesado”) em contato com uma borracha age como amortecedor. Essas ferramentas foram 
desenvolvidas para atender à necessidade de taxas mais altas de remoção de material aliadas à 
redução da vibração (SANDVIK, 2018b). 
Apesar da eficiência na redução de vibrações, esse tipo de ferramenta apresenta custo 
muito elevado quando comparado a sistemas mais simples. Além disso, o TMD atua de forma 
satisfatória em uma gama limitada de frequências (WONG; DANIEL; RONGONG, 2009), o 
que faz com que cada porta-ferramenta seja adequado para uma determinada operação e para 
parâmetros de usinagem específicos. 
 
Figura 23 – Porta-ferramentas comercial com sistema antivibratório - Silent Tools™ Sandvik Coromant 
 
Fonte: (SANDVIK, 2018b) 
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2.4.2.2. Amortecedor de atrito 
 
 
Outro tipo de amortecedor passivo é o chamado amortecedor de atrito, que por sua vez, 
não necessita de ajuste. O amortecimento nesse caso é gerado pelo atrito entre diferentes partes 
do amortecedor.  
Madoliat, Hayati e Ghalebahman (2011) propuseram um amortecedor composto por um 
cilindro oco, com ranhuras radiais formando 4 garras em seu corpo, enquanto um núcleo 
cilíndrico sólido é encaixado sob pressão no centro do cilindro oco. Posteriormente essa 
composição é encaixada sob pressão em um furo axial realizado no corpo da fresa, como 
mostrado na Figura 24. 
 
Figura 24 – Representação do sistema de amortecimento por atrito 
 
Fonte: (MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI GHALEBAHMAN, 2011) 
 
O encaixe com interferência aumenta a pressão entre as partes, levando a um aumento na 
força de atrito entre as superfícies. Além disso, a existência do núcleo fornece superfícies de 
atrito adicionais, resultando em maior efeito de amortecimento, como pode ser observado na 
Figura 25 (MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI GHALEBAHMAN, 2011). 
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Figura 25 – Representação dos esforços presentes no amortecedor por atrito 
 
Fonte: (MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI GHALEBAHMAN, 2011) 
 
Figura 26 – Profundidade de usinagem máxima alcançada sem a ocorrência de chatter. 
 
Fonte: (MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI GHALEBAHMAN, 2011) 
 
Como pode ser visto na Figura 26, o amortecedor proposto demonstrou uma grande 
eficiência, de tal forma que a profundidade de corte estável aumentou em até 53%. Além do 
aumento da taxa de remoção de cavaco, também houve uma melhora na qualidade superficial 
da peça e um menor desgaste na ferramenta (MADOLIAT; HAYATI; GHASEMI 
GHALEBAHMAN, 2011). 
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2.4.2.3. Amortecedor móvel 
 
 
Quando estruturas grandes e flexíveis precisam ser usinadas, como frequentemente ocorre 
na indústria aeroespacial, o emprego de apenas um amortecedor pode não ser efetivo para 
atenuação de amplitudes, sendo necessário a adição de mais amortecedores. Para evitar a 
aquisição de mais componentes, alguns amortecedores podem acompanhar o movimento da 
ferramenta, de forma a proporcionar uma rigidez local à estrutura desejada. Fei et al. (2017) 
realizaram um estudo utilizando amortecedores móveis para dissipar energia durante o 
fresamento de superfícies pouco rígidas, como mostrado na Figura 27. 
 
Figura 27 – Representação de um amortecedor móvel (a) x vários amortecedores fixos (b). 
 
Fonte: (FEI et al., 2017) 
 
Este método empregava um amortecedor móvel, suportando a peça na superfície oposta 
daquela em que o corte era realizado, de forma a aumentar a rigidez local da peça. O dispositivo 
se movia a uma velocidade de avanço idêntica à da ferramenta durante o processo de fresamento 
(FEI et al., 2017). 
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Os resultados mostraram que o sistema móvel se manteve estável para profundidades de 
usinagem cerca de 2 vezes maiores quando comparado à utilização de amortecedores fixos (FEI 
et al., 2017). 
 
 
2.4.2.4. Amortecedores de Impacto 
 
 
Os amortecedores de impacto estão entre os métodos de controle passivo mais eficazes 
para suprimir vibrações (DJEMAL et al., 2017). As vantagens desse tipo de amortecedor é que 
possuem baixo custo, são simples de serem fabricados e propiciam um bom desempenho sob 
uma grande gama de acelerações e frequências. Além disso, são robustos e conseguem operar 
em ambientes hostis, nos quais outros tipos de amortecedores não conseguem operar, como por 
exemplo em ambientes com altas temperaturas (PAUL et al., 2018). 
Neste tipo de amortecedor, múltiplas massas são colocadas dentro de uma cavidade ligada 
a uma estrutura vibratória. Dessa forma, a energia é dissipada através do choque das massas 
adicionadas com a estrutura a ser amortecida. Nesse tipo de sistema há uma junção de 
amortecimento por atrito e impacto entre as partículas e a cavidade, levando ao aumento da 
capacidade de amortecimento (PAUL et al., 2018). 
Na prática, os amortecedores de impacto são amortecedores altamente não-lineares, uma 
vez que o amortecimento é derivado de uma combinação de mecanismos de perda de energia 
através do atrito e de choques parcialmente inelásticos com a estrutura e as próprias partículas. 
Também ocorre um mecanismo de troca de momento linear, no qual o momento é transferido 
da estrutura para as partículas. Essa energia é então armazenada nas partículas em termos de 
energia cinética e deformação (WONG; DANIEL; RONGONG, 2009;PAUL et al., 2018). 
A principal vantagem de um amortecedor de impacto é que seu desempenho não depende 
da temperatura e, portanto, pode ser utilizado em ambientes hostis nos quais outras abordagens 
não são bem sucedidas. Outra vantagem é que esse tipo de configuração consegue atenuar 
vibrações em uma vasta gama de frequências, o que não ocorre em várias outras técnicas de 
amortecimento passivo, como o TMD (WONG; DANIEL; RONGONG, 2009). 
Como já discutido, técnicas de vibração ativas precisam estar muito bem dimensionadas 
de acordo com a frequência natural do sistema. Porém, durante a usinagem, o comportamento 
da peça varia com a remoção de material, fazendo com que técnicas capazes de suprimir 
vibrações sob uma maior gama de frequências sejam necessárias. Amortecedores de impacto 
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por partículas, apesar de não possuírem um comportamento linear, conseguem promover altos 
níveis de amortecimento sob uma vasta gama de frequências e velocidades (SIMS; 
AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005). 
A primeira aplicação prática de um amortecedor de impacto por esferas foi relatada entre 
os anos de 1930 e 1940. Nestes trabalhos, amortecedores de impacto foram empregados para 
controlar a vibração de pás de turbinas. Na época, os estudos teóricos de amortecedores de 
impacto eram orientados considerando apenas impactos plásticos perfeitos (LU; LU; MASRI, 
2010). 
Sims, Amarasinghe e Ridgway (2005) experimentaram um amortecedor de impacto por 
partículas durante uma operação de fresamento, no qual o elemento de maior instabilidade era 
a peça. Dessa forma, o amortecedor foi acoplado ao corpo da peça, como mostrado na Figura 
28. 
 
Figura 28 – Representação do amortecedor de impacto por partículas aplicado na peça. 
 
Fonte: adaptado de Sims, Amarasinghe e Ridgway (2005) 
 
Uma gama substancial de testes de vibração foram então realizados sob diferentes 
condições de partículas e amplitudes de excitação. Os seguintes aspectos foram considerados 
(SIMS; AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005): 
• Massa total das partículas, 
• Tamanho das partículas, 
• Amplitude de excitação, 
• Material da partícula, 
• Projeto da cavidade. 
49 
 
 
A partir do estudo, constatou-se que a localização do amortecedor e a massa total das 
partículas foram os dois parâmetros fundamentais que influenciaram significativamente o 
desempenho do amortecedor (SIMS; AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005). 
Foram realizados ensaios de fresamento na peça sem o amortecedor e depois com o 
acoplamento do amortecedor de impacto por partículas. A melhora na qualidade superficial da 
peça com a utilização do amortecimento por partículas pode ser observada na Figura 29 (SIMS; 
AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005). 
 
Figura 29 – Acabamento superficial (8000 rpm) durante o fresamento sem amortecimento e ap = 0,2 mm (a) e 
com amortecimento e ap = 7 mm (b). 
 
Fonte: (SIMS; AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005) 
 
Na usinagem sem amortecimento (Figura 29a), com profundidade de corte de 0,2 mm, 
nota-se um acabamento superficial muito ruim, devido à presença de chatter. Já no fresamento 
com amortecimento, mesmo com uma profundidade de corte de 7 mm (Figura 29b), nota-se um 
acabamento superficial melhor. Quando a profundidade de usinagem foi aumentada para 8 mm 
no sistema com amortecedor, a qualidade superficial da peça foi visivelmente afetada pela 
presença de chatter (SIMS; AMARASINGHE; RIDGWAY, 2005). 
Segundo Sims, Amarasinghe e Ridgway (2005), quando comparado a outras técnicas de 
amortecimento, como TMDs, o amortecedor de impacto é efetivo para uma faixa maior de 
frequências, com um menor tamanho e menor massa de amortecedor. 
Um dos primeiros trabalhos a utilizar o sistema de amortecimento de impacto dentro de 
ferramentas de usinagem foi o de Suyama, Diniz e Pederiva (2016), que realizaram ensaios para 
o torneamento interno do aço endurecido SAE 4340 com porta-ferramentas de aço, de metal 
duro e de aço com amortecedor de impacto com partículas (Figura 30). Para adição do 
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amortecedor foi realizado um furo axial seguindo a linha de centro da ferramenta. Em seguida, 
essa cavidade foi preenchida com esferas de aço de 0,5 a 1 mm de diâmetro, com um 
preenchimento de 20% (SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016). 
 
Figura 30 – Representação do amortecedor de impacto por partículas aplicado a uma barra de tornear. 
 
Fonte: (SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016) 
 
Foram realizados testes variando-se o balanço da ferramenta para cada configuração 
testada. O porta-ferramentas convencional de aço conseguiu realizar a operação de torneamento 
de forma estável até um balanço de 68 mm. Já o porta-ferramentas de metal duro, devido ao 
seu maior módulo de elasticidade, o que gera menor deflexão da ferramenta, atingiu valores 
estáveis com balanço de até 95 mm. Os resultados de rugosidade média podem ser observados 
na Figura 31 (SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016). 
 
Figura 31 – Rugosidade média para as barras de aço, de metal duro e de aço com amortecedor de impacto. 
 
Fonte: (SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016) 
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O porta-ferramentas com amortecedor de impacto atingiu 80 mm de balanço, mantendo 
o corte estável. Como se trata de uma opção muito mais barata que o porta-ferramentas de metal 
duro, ele se mostrou uma boa alternativa para a usinagem com balanços entre 68 e 80 mm no 
caso estudado. Durante o corte considerado estável (Figura 32a), todas as configurações 
atingiram níveis de rugosidade da peça similares, sendo que os níveis subiam 
consideravelmente quando o balanço ultrapassava as medidas descritas anteriormente, 
mostrando que o sistema havia atingido o regime considerado instável (Figura 32b) 
(SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016). 
 
Figura 32 – Acabamento superficial da peça com corte estável (a) e corte instável (b). 
 
Fonte: (SUYAMA; DINIZ; PEDERIVA, 2016) 
 
Nesse caso, o amortecedor de impacto por partículas permitiu o aumento do balanço 
máximo suportado pela ferramenta e, dessa forma, possibilitou o torneamento de furos mais 
longos, mostrando-se uma alternativa barata e eficaz. 
Visando entender o comportamento altamente não linear do amortecedor de impacto, 
Albuquerque (2016) modelou e projetou um absorvedor de vibrações por efeito de impacto em 
uma estrutura, na qual uma massa secundária era adicionada e se movia, colidindo com a 
estrutura a partir de uma excitação aplicada externamente (Figura 33).  
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Figura 33 – Representação do Sistema 2GDL modelado por Albuquerque (2016) 
 
Fonte: (ALBUQUERQUE, 2016) 
 
A bancada experimental (Figura 34) possuía uma base inferior, colunas para conferir a 
rigidez do sistema, uma base superior com barreiras ajustáveis e uma esfera atuando como 
massa de impacto, como detalhado na Figura 35. 
 
Figura 34 – Representação da bancada experimental de Albuquerque (2016) 
 
Fonte: Adaptado de Albuquerque (2016) 
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Figura 35 – Detalhe da bancada experimental de Albuquerque (2016) 
 
Fonte: Adaptado de Albuquerque (2016) 
 
Nos ensaios de Albuquerque (2016) foi constatado, como mostrado nas Figura 36 e Figura 
37, que um determinado valor de folga proporciona uma maior eficiência no amortecimento, o 
que mostra que a folga interna é um parâmetro de grande influência. Nos casos experimentados, 
um valor de folga maior (15 mm) resultou em um amortecimento mais rápido da estrutura 
(ALBUQUERQUE, 2016). 
  
Figura 36 – Valores experimentais de amortecimento para diferentes folgas. 
 
Fonte: (ALBUQUERQUE, 2016) 
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Figura 37 – Valores simulados de amortecimento para diferentes folgas. 
 
Fonte: (ALBUQUERQUE, 2016) 
 
A redução da vibração depende, primeiramente, da colisão entre os corpos que se movem 
um contra o outro, sendo que o maior amortecimento é obtido quando, no instante do contato, 
a massa de impacto e a estrutura tenham velocidades em sentidos opostos. Em folgas muito 
pequenas, há uma redução na eficiência do amortecedor, uma vez que parte dos impactos ocorre 
quando as velocidades estão no mesmo sentido. Dessa forma, a folga deve ser adequadamente 
projetada para que o absorvedor tenha uma maior eficiência, já que uma folga muito pequena 
ou muito grande promove um amortecimento insatisfatório ao sistema ou até nenhum 
amortecimento (ALBUQUERQUE, 2016). 
Deve-se destacar, no entanto, que uma folga só é considerada pequena quando está 
relacionada a um valor de amplitude do sistema. Quando a oscilação do sistema tem sua 
amplitude reduzida, a folga ótima passa a ser menor, já que o deslocamento da estrutura com 
relação à dimensão da folga passa a ser menor. Portanto, de acordo com a amplitude e a 
frequência de vibrações do sistema, tem-se uma folga ideal distinta (ALBUQUERQUE, 2016). 
Provavelmente, a maior complexidade no projeto de um amortecedor de impacto por 
partículas ocorre no entendimento de como cada parâmetro influencia a dinâmica do sistema. 
Mais recentemente, Diniz et al. (2019) avaliaram o uso do amortecedor de impacto 
também no torneamento interno do aço endurecido SAE 4340. Para tanto, realizaram um furo 
de 8,32 mm na direção axial de uma ferramenta com 16 mm de diâmetro. Dessa vez, foram 
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adicionadas esferas de aço com diâmetros pouco menores que o furo (5; 6,5 e 8 mm). A 
representação da ferramenta utilizada é mostrada na Figura 38. 
 
Figura 38 – Representação da ferramenta utilizada por Diniz et al. (2019) 
 
Fonte:(DINIZ et al., 2019) 
 
A ferramenta com esferas com diâmetro de 8 mm apresentou o melhor resultado, 
possibilitando um aumento do balanço da ferramenta convencional de 70 mm (L/D = 4,375) 
para um balanço de 128 mm (L/D = 8), mantendo os mesmos valores de rugosidade, como 
mostrado na Figura 39. 
 
Figura 39 – Valores de rugosidade média para diferentes balanços das ferramentas 
 
Fonte: (DINIZ et al., 2019) 
 
Baseado nesses resultados, Diniz et al. (2019) inferiram que o amortecimento causado 
pelo impacto das esferas é maior quando as mesmas possuem maior massa, associado a uma 
menor folga entre esfera e cavidade, uma vez que o efeito do amortecimento depende da troca 
de momento linear entre a esfera e a ferramenta, que é relacionada com a massa das esferas, a 
velocidade de impacto e o número de colisões. O aumento da massa e a diminuição da folga, o 
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que possivelmente aumenta o número de colisões, contribuíram para maior efeito de 
amortecimento. 
Galarza (2018) avaliou a efetividade do amortecedor de impacto durante o fresamento de 
uma superfície convexa de aço D6 (Figura 40) com dureza de 60 HRc, utilizando uma fresa 
com pastilha circular, em trajetórias ascendente e descendente. 
 
Figura 40 – Peça usinada por Galarza (2018) em testes de fresamento em alta velocidade com amortecedor por 
efeito de impacto. 
 
Fonte: (GALARZA, 2018) 
 
Para aplicação do sistema de amortecimento na ferramenta, foi feito um furo central 
seguindo a linha de centro da ferramenta, com diâmetro de 6 mm e comprimento de 130 mm, 
como mostrado na Figura 41. Em seguida, o furo foi preenchido com esferas de 5,9, 5,5 e 5 mm 
de diâmetro (GALARZA, 2018). 
 
Figura 41 – Representação do amortecedor por efeito de impacto utilizado no corpo de uma fresa. 
 
Fonte: (GALARZA, 2018) 
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Foram então testadas 5 configurações da ferramenta: ferramenta maciça, oca sem esferas, 
oca com esferas de 5,9, 5,5 e 5 mm. Galarza (2018) mediu a rugosidade e a variação de esforços 
na ferramenta em 3 regiões, de acordo com o mostrado na Figura 42.  
 
Figura 42 – Representação das regiões percorridas pela ferramenta. 
 
Fonte: (GALARZA, 2018) 
 
Foram adotados dois tipos de trajetória, ascendente, em que a ferramenta começa a usinar 
na região 3 e termina na região 1 e descendente, em que a ferramenta começa sua usinagem 
pela região 1 e termina na região 3. Os ensaios de Galarza (2018) mostraram que a utilização 
da trajetória descendente gerou menores níveis de rugosidade. Este fato já havia sido observado 
anteriormente por Kull Neto, Diniz e Pederiva (2016), uma vez que quando a estratégia 
ascendente é adotada o primeiro contato da ferramenta com a peça ocorre na região onde se tem 
os maiores esforços radiais e tangenciais, o que faz com que o início do corte se dê em condições 
desfavoráveis, já com alta vibração, vibração que se propaga para o restante da trajetória da 
ferramenta na peça, o que prejudica tanto sua rugosidade, quanto a vida da ferramenta. 
Os resultados de Galarza (2018), tanto para o corte ascendente quanto para o corte 
descendente, mostraram que a menor rugosidade da peça foi obtida para a fresa com esferas de 
maior diâmetro (5,9mm), como se pode observar nas Figura 43 e 44 (GALARZA, 2018). 
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Figura 43 – Rugosidade da peça nas regiões I, II e III para trajetória descendente. 
 
Fonte: (GALARZA, 2018) 
 
Figura 44 – Rugosidade da peça nas regiões I, II e III para trajetória ascendente. 
 
Fonte: (GALARZA, 2018) 
 
Novamente, a utilização de esferas com maior massa e menor folga entre a esfera e a 
parede da cavidade, dessa vez para o fresamento, apresentou melhores resultados.  
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2.5. Modelagem da força de impacto 
 
 
Apesar da crescente utilização da tecnologia de amortecimento por impacto, a modelagem 
do sistema ainda é um desafio devido à alta não linearidade no mecanismo de amortecimento. 
Liu, Tomlinson e Rongong (2005) analisaram a FRF (função de resposta em frequência) de um 
amortecedor de impacto (Figura 45) variando os níveis de aceleração da cavidade através de 
um shaker (Figura 46). 
 
Figura 45 – Representação do sistema utilizado por Liu, Tomlinson e Rongong (2005) 
 
Fonte: (LIU; TOMLINSON; RONGONG, 2005) 
 
Figura 46 – FRF de uma cavidade com e sem amortecedores de impacto por partículas, variando a aceleração 
imposta ao sistema. 
 
Fonte: (LIU; TOMLINSON; RONGONG, 2005) 
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A curva pontilhada corresponde à FRF de um sistema sem a adição de partículas. As 
curvas de 1 a 11 correspondem ao sistema com a adição de partículas, com acelerações que 
variam de 0,1g até 40g respectivamente. Quando a aceleração do sistema é muito baixa (<1g, 
curvas 1 e 2), praticamente não há movimento relativo entre as partículas e a cavidade. 
Conforme o nível de excitação aumenta (curvas 3 a 5), o movimento das partículas também 
aumenta, o que gera maior troca de quantidade de movimento. À medida que a amplitude é 
aumentada ainda mais (curvas 6 a 11), as partículas exibem um comportamento de fase gasosa, 
o que faz com o que haja uma redução significativa do impacto e do atrito entre as superfícies, 
resultando na diminuição da efetividade do amortecimento. Isso mostra que o sistema é 
altamente não linear (LIU; TOMLINSON; RONGONG, 2005). 
Para contornar esses problemas, a maior parte do esforço de modelagem para sistemas de 
impacto por partículas foi concentrada na simplificação do problema. Um exemplo de tal 
método é a modelagem de um grupo de partículas como sendo uma única partícula efetiva, para 
então estimar o desempenho do sistema, baseado nessa única partícula. Outros métodos 
possíveis são linearizar o modelo para diferentes condições operacionais (WONG; DANIEL; 
RONGONG, 2009). 
Como já mencionado, o amortecedor de impacto funciona a partir da interação entre uma 
ou múltiplas massas e uma estrutura. Dessa forma, a vibração é atenuada através do impacto 
das massas adicionadas com a estrutura a ser amortecida.  
O impacto é caracterizado por mudanças abruptas nas variáveis do sistema, podendo ser 
observado principalmente por descontinuidades na velocidade. Ele ocorre em duas fases: fase 
de compressão e fase de restituição. Durante a compressão, os corpos se deformam na direção 
normal ao impacto e a velocidade relativa entre os corpos é gradualmente reduzida a zero. O 
fim dessa fase é o instante de maior compressão entre os corpos. Já a fase de restituição começa 
quando os corpos se separam, sendo que para uma colisão perfeitamente elástica, o coeficiente 
de restituição é igual a 1 e para colisões inelásticas, é igual a 0 (FLORES et al., 2006). 
A mais conhecida lei de contato entre duas esferas é baseada na teoria da elasticidade de 
Hertz, que relaciona a força de contato com uma função não linear da deformação, que é 
expressa de acordo com a Equação 4. 
 
𝐹𝑁 =  𝐾𝛿 
𝑛 (4) 
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Em que K é a constante de proporcionalidade e δ é a penetração normal relativa entre as 
partes em contato.  
O expoente n é igual a 1,5 para contatos em superfícies circulares ou elípticas. O 
parâmetro de rigidez K é dependente das propriedades do material e da forma da superfície de 
contato. Para duas superfícies esféricas em contato, o coeficiente de rigidez global é função do 
raio da superfície e das propriedades do material (Equação 5) (FLORES et al., 2011): 
 
𝐾 =
4
3(𝜎𝑖 + 𝜎𝑗)
[
𝑅𝑖𝑅𝑗
𝑅𝑖 + 𝑅𝑗
]
1/2
 (5) 
 
Os parâmetros σi e σj são dados de acordo com a Equação 6: 
 
𝜎𝑘 =
1 − 𝜈𝑘
2
𝐸𝑘
,     𝑘 = 𝑖, 𝑗 (6) 
 
Em que νk é o coeficiente de Poisson e Ek é o módulo de Young das partículas. Deve-se 
considerar um raio negativo para uma superfície côncava e positivo para uma convexa 
(FLORES et al., 2011).  
Contudo, a equação de Hertz não pode ser utilizada durante as duas fases de contato entre 
as partículas e a estrutura (compressão e restituição), uma vez que não considera dissipação de 
energia durante o impacto (FLORES et al., 2006). 
Posteriormente, foram desenvolvidos modelos de contato incluindo a dissipação de 
energia, como o modelo de Kelvin-Voigt, Hunt e Crossley (1975) e Lankarani e Nikravesh 
(1990), sendo que os dois últimos somente apresentam resultados satisfatórios para coeficientes 
de restituição próximos a 1. 
O modelo de Flores et al. (2011) atingiu bons resultados para toda a gama de coeficientes 
de restituição e pode ser implementado de forma direta para as análises de impacto envolvendo 
multicorpos. Esse modelo leva em conta a representação da força de contato usando a lei de 
Hertz com a adição de um elemento visco-elástico não linear, considerando um amortecimento 
por histerese a cada impacto, como mostrado na Equação 7. 
 
𝐹𝑁 = 𝐾𝛿
𝑛 + 𝜒𝛿𝑛?̇? (7) 
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Em que δ̇ é a taxa de deformação relativa das superfícies durante o período de contato e 
χ é o fator de amortecimento dado pela Equação 8: 
 
𝜒 =
8𝐾(1 − 𝑐𝑟)
5𝑐𝑟?̇?(−)
 (8) 
 
Sendo cr o coeficiente de restituição e δ̇
(-)
 a velocidade relativa entre a partícula e a 
estrutura imediatamente antes do contato. Dessa forma, a expressão para força de contato é dada 
pela Equação 9: 
 
𝐹𝑁 = 𝐾𝛿
𝑛 [1 +
8(1 − 𝑐𝑟)
5𝑐𝑟
?̇?
?̇?(−)
] (9) 
 
O modelo de Flores et al (2011) foi experimentado durante o contato de superfícies com 
geometria circular. Contudo, amortecedores com geometria cilíndrica também serão estudados 
no presente trabalho. 
Pereira, Ramalho e Ambrosio (2015) demonstraram que o uso de modelos de contato 
considerando geometria esférica para descrever o contato de superfícies cilíndricas gera uma 
aproximação ruim das forças de contato, subestimando-as, uma vez que a relação 
força/deformação é menor durante o contato esférico, ou seja, para a mesma força aplicada a 
deformação da superfície esférica é maior que a sofrida pela superfície cilíndrica. Além disso, 
o modelo de Flores et al (2011) não considera o comprimento axial das superfícies cilíndricas 
em contato. 
Dessa forma, Pereira, Ramalho e Ambrosio (2015) elaboraram um modelo de contato 
para superfícies cilíndricas baseado no modelo de Johnson, que relaciona a força normal de 
contato com a deformação entre duas superfícies cilíndricas, de acordo com a Equação 10: 
 
𝐹𝑁 = 𝜋𝐿𝐸
∗ [𝑙𝑛 (
4𝜋𝐿𝐸∗∆𝑅
𝐹𝑁
) − 1 ] 𝛿 (10) 
 
Em que 𝛿 é a deformação, L é a altura do cilindro, 𝐸∗ é o módulo de Young composto 
dos dois cilindros e ∆𝑅 é a diferença de raios entre os cilindros, ou seja, a folga radial. 
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Devido à forma logarítmica do modelo de Johnson, há uma limitação para o valor da 
Força de contato Fn, dependendo do tamanho da folga e das propriedades dos materiais. A partir 
de um certo ponto, com o aumento da deformação, ocorre uma diminuição da força, o que 
fisicamente não ocorre, uma vez que, com maior deformação, maior é a força de contato do 
sistema real. Além disso, o modelo de Johnson não considera a dissipação de energia durante o 
contato. 
Sendo assim, Pereira, Ramalho e Ambrosio (2015) modificaram o modelo de Johnson 
utilizando algoritmos genéticos, variando diferentes parâmetros e cruzamentos a fim de se obter 
a solução adequada. A melhor correlação entre o modelo de Johnson e o proposto é mostrada 
na Equação 11: 
 
𝐹𝑁 =
(𝑎∆𝑅 + 𝑏)𝐿𝐸∗
∆𝑅
𝛿𝑛 [1 +
8(1 − 𝑐𝑟)
5𝑐𝑟
?̇?
?̇?(−)
] (11) 
 
Em que, 
𝑎 = {
0,965 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
0,39 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑒𝑥𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
 
𝑏 = {
0,0965 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
0,85 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑒𝑥𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
 
𝑛 = {
𝑌∆𝑅−0,005 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
1,094 −  𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜𝑠 𝑒𝑥𝑡𝑒𝑟𝑛𝑜𝑠
 
𝑌 = {
1,51[ln(1000∆𝑅)]−0,151     𝑠𝑒     ∆𝑅 ∈ [0,005; 0,34954[ 𝑚𝑚,
0,0151∆𝑅 + 1,151            𝑠𝑒     ∆𝑅 ∈ [0,34954; 10,0[ 𝑚𝑚.
 
 
Portanto, para o presente trabalho, serão considerados os modelos de Flores et al (2011) 
para o contato com esferas e o modelo de Pereira, Ramalho e Ambrosio (2015) para o contato 
com cilindros nas simulações realizadas. Através dos dois modelos de contato pode-se calcular 
a força normal gerada durante o contato entre partícula e estrutura, de acordo com sua 
deformação. 
 
  
64 
 
 
3. MATERIAIS E MÉTODOS 
 
 
3.1. Equipamentos e materiais utilizados 
 
 
3.1.1. Máquina Ferramenta 
 
 
Para a realização dos ensaios de fresamento foi utilizado um centro de usinagem vertical 
de três eixos Mori Seiki SV40 com potência de 22 kW, rotação máxima de 12000 rpm e 
comando numérico computadorizado GE Fanuc MSC-518. 
 
 
3.1.2. Sistema para realização da análise modal da ferramenta 
 
 
Para determinação da frequência natural do sistema, utilizaram-se acelerômetros 
piezelétricos (4500-A da fabricante Brüel & Kjaer) e um martelo de impacto (8206-001, da 
fabricante Brüel & Kjaer) em conjunto com uma placa de aquisição Photon+. O acelerômetro 
foi posicionado o mais próximo possível da ponta da ferramenta, o impacto se deu na mesma 
direção em que foi posicionado o acelerômetro na face oposta da ferramenta.  
 
 
3.1.3. Sistema para aquisição de forças 
 
 
A fim de se obter as forças nas direções X, Y e Z durante a usinagem, utilizou-se um 
dinamômetro piezelétrico KISTLER 9295B, conectado a um condicionador de sinais KISTLER 
5019B, que transmite os sinais de força através de uma placa de aquisição PCI-6025E, da 
empresa National Instruments, para um computador com o software LabVIEW 2011. 
A sensibilidade do dinamômetro em cada eixo é mostrada na Tabela 1. 
 
 
 
65 
 
 
Tabela 1 – Constantes do dinamômetro 
Direção Sensibilidade (pC/N) Faixa de Medição (kN) 
X -7,92 0 a 5 
Y -7,92 0 a 5 
Z -3,72 0 a 10 
 
Utilizou-se um filtro passa baixa no condicionador com frequência de corte de 5 kHz, 
uma taxa de aquisição de 10 kHz e uma taxa de conversão de 400 N/V. Posteriormente, foi 
aplicado um filtro digital passa banda entre 150 e 2000 Hz, eliminando o ruído da rede na faixa 
de 60 Hz e sua primeira harmônica e limitando a frequência em 2000 Hz, uma vez que as 
maiores frequências encontradas no sinal foram na ordem de 1500 Hz. A fixação do 
dinamômetro e da peça é mostrada na Figura 47. 
 
Figura 47 – Fixação do dinamômetro e do corpo de prova. 
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3.1.4. Microscópio Óptico 
 
 
Para medição do desgaste de flanco da ferramenta, utilizou-se um microscópio óptico 
Quimis Q714ZT2, conectado a uma câmera digital Motic de 1,3 megapixels, com ampliação 
máxima de 80 vezes. A aquisição e o processamento das imagens foram realizados utilizando 
o software Motic Image Plus. O critério de fim de vida utilizado foi de desgaste de flanco 
máximo (VBmáx) igual a 0,2 mm.  
 
 
3.1.5. Rugosímetro 
 
 
Para medição da rugosidade média (Ra) utilizou-se um rugosímetro portátil Mitutoyo 
Surftest SJ-210, com cut-off λc de 0,8 mm. Para gravação dos dados no computador utilizou-
se o software USB Communication Tool. A medição de rugosidade ocorreu na direção 
perpendicular ao avanço da ferramenta. 
 
 
3.1.6. Corpo de Prova 
 
 
Utilizou-se um corpo de prova de aço AISI D6, com dureza de 60HRc, a composição 
média da liga, segundo a ASTM 681 é mostrada na Tabela 2. 
 
Tabela 2 – Composição química do aço D6 (%). 
 C Si Mn P S Cr W 
Mín. 
Máx. 
2,00 
2,20 
0,70 
0,90 
0,20 
0,40 
- 
0,03 
- 
0,03 
11,50 
12,50 
0,60 
0,90 
 
As dimensões do corpo de prova podem ser observadas na Figura 48. 
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Figura 48 – Desenho esquemático do corpo de prova. 
 
 
 
3.1.7. Ferramenta 
 
 
Foram utilizados porta-ferramentas (hastes da fresa) comerciais de aço R216F-12A16S-
085 maciço e com furo de 6,1 mm de diâmetro e também um porta-ferramentas de metal duro 
R216F-12A16C-085, todos da empresa Sandvik Coromant. A ferramenta com corpo de metal 
duro tende a apresentar níveis de vibração bem menores, uma vez que possui um módulo de 
elasticidade cerca de três vezes maior que o do aço, o que contribui para a redução de amplitudes 
de vibração. Para todos os casos estudados utilizaram-se pastilhas com aresta circular de 12 mm 
de diâmetro R216F-12 30 E-L 1010 de metal duro classe ISO H10 com cobertura PVD de 
TiAlN, também da empresa Sandvik Coromant. 
 
 
3.2. Planejamento Experimental 
 
 
O objetivo da pesquisa é a análise da eficiência de diferentes configurações de 
amortecedores de impacto aplicados em ferramentas de fresamento, para posterior comparação 
com ferramentas atualmente disponíveis no mercado. O amortecedor de impacto é inserido na 
ferramenta de acordo com o que é mostrado na Figura 49. Primeiramente, foi realizado um furo 
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de 6 mm de diâmetro na direção axial da ferramenta ao longo de seu eixo central. 
Posteriormente, foi utilizado um alargador D6,100-CILINDRICO D.6,0X75 doado pela 
empresa Hanna Tools, de forma a obter um diâmetro final do furo de 6,1 mm com um melhor 
acabamento. Tanto as esferas quanto os cilindros adicionados possuem diâmetro igual a 6 mm. 
Assim, mantém-se uma folga diametral máxima de 0,1 mm. Para o ajuste da folga axial entre 
as esferas, foi confeccionada uma rosca M8x1,5 com 15 mm de comprimento ajustado com um 
parafuso sextavado interno, dessa forma a folga na direção axial se manteve constante para 
todas as configurações testadas. O balanço utilizado da ferramenta (distância entre o mandril e 
a ponta da ferramenta) foi de 85 mm (Figura 49). A escolha do diâmetro das esferas e dos 
cilindros foi baseada no trabalho de Galarza (2018). Este autor realizou o estudo com o mesmo 
porta-ferramentas de aço, com esferas de aço de diferentes diâmetros atuando como 
amortecedores, concluindo que o maior amortecimento foi observado para folgas menores (0,1 
mm) entre a estrutura e as esferas, ou seja, esferas com diâmetros maiores. 
 
Figura 49 – Desenho esquemático da ferramenta com cilindros (a) e esferas (b). 
 
 
Dessa forma, optou-se por realizar os ensaios com a mesma folga utilizada por Galarza 
(2018), variando-se então o material e geometria do amortecedor. Como o princípio de 
amortecimento de impacto utiliza a troca de momento linear que ocorre durante colisões 
intermitentes, optou-se além das esferas de aço, utilizar esferas de um material com maior 
densidade de forma a aumentar a massa do amortecedor e assim obter uma maior atenuação da 
(a) 
(b) 
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vibração durante cada impacto. O material comercialmente viável com maior densidade 
encontrada no mercado foi o tungstênio, que possui uma densidade de 14,95 g/cm3, cerca de 
1,9 vezes maior que a do aço.  
Ainda com o objetivo de aumentar a massa do amortecedor, mas dessa vez sem alterar o 
material do amortecedor, optou-se também pela utilização de cilindros de aço. 
Uma esfera com diâmetro D e raio r tem volume igual a 
4
3
𝜋𝑟3, enquanto um cilindro com 
altura h = D e raio r possui um volume igual a 𝜋𝑟2𝐷. Portanto, como mostrado na Equação 12, 
para o mesmo volume disponível no corpo da fresa, o volume de material ocupado por um 
cilindro é 1,5 vezes maior que o volume ocupado por uma esfera. 
 
𝑉𝑐𝑖𝑙
𝑉𝑒𝑠𝑓
=
𝜋𝑟2𝐷
4
3
𝜋𝑟3
=
3
4
𝐷
𝑟
=
3
4
2𝑟
𝑟
= 1,5 (12) 
 
Dessa forma, com a utilização de cilindros, ocorre um aumento de 50% na massa do 
amortecedor. Contudo, o contato entre a parede da fresa e o cilindro difere do contato entre uma 
superfície esférica e a fresa, uma vez que, para a mesma força de contato, a deformação no 
corpo cilíndrico é menor, como foi observado por Pereira, Ramalho e Ambrosio (2015). Assim, 
não só o aumento de massa influenciará no amortecimento, mas também a superfície de contato 
entre os corpos. 
Outro fator que pode influenciar a atenuação da vibração para o caso dos cilindros é o 
fato do contato ideal acontecer em uma linha, o que pode não ocorrer caso as forças atuantes 
nos cilindros não sejam preferencialmente na direção horizontal, podendo, dessa forma, reduzir 
a efetividade dos impactos. Finalmente, para realização dos ensaios, cinco configurações 
diferentes de ferramentas foram utilizadas, como mostrado na Tabela 3 
 
Tabela 3 – Configurações de cada ensaio 
n° Porta-ferramenta Amortecedor 
1 Aço Sem amortecedor 
2 Metal duro Sem amortecedor 
3 Aço com furo Ø 6,1 mm Esferas de aço Ø 6 mm 
4 Aço com furo Ø 6,1 mm Esferas de tungstênio Ø 6 mm 
5 Aço com furo Ø 6,1 mm Cilindros de aço Ø 6 mm 
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A área do corpo de prova usinada durante os ensaios corresponde a uma superfície 
circular com 30 mm de raio (ver Figura 48), na qual foi realizado um fresamento com 3 eixos 
programáveis, ou seja, mantendo-se a ferramenta sempre na direção vertical. Com isso, quando 
a ferramenta estiver na região 3 de contato (Figura 50), os componentes de força radiais serão 
bastante significativos. Esta é a região mais crítica durante a operação, com tendência a maior 
vibração, uma vez que a direção radial da ferramenta é pouco rígida, já que apenas o corpo da 
ferramenta, que possui alta relação L/D, resiste à deflexão 
Durante os ensaios a usinagem será feita de forma concordante e descendente (da região 
1 até a região 3) (Figura 50), uma vez que os ensaios feitos por Kull Neto, Diniz e Pederiva 
(2016) e Galarza (2018) mostraram que durante o fresamento em cópia essa estratégia gera um 
melhor acabamento superficial. As medições foram realizadas considerando um lead angle de 
5° para a região 1, 45° para a região 2 e 85° para a região 3, conforme ilustrado pelas áreas 
azuis destacadas na Figura 50. 
 
Figura 50 – Trajetória de avanço da ferramenta durante a usinagem. 
 
Os parâmetros de usinagem que foram utilizados para realização do experimento são 
mostrados na Tabela 4. 
 
Tabela 4 – Parâmetros de usinagem utilizados 
Rotação (RPM) fz (mm) ap(mm) ae(mm) 
11000 0,1 0,2 0,3 
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Primeiramente, foram realizados ensaios com a ferramenta de metal duro e de aço, sem a 
adição de amortecedores, até que o desgaste de flanco máximo da ferramenta atingisse VB = 
0,2 mm (ensaios de vida de ferramenta), os desgastes foram sempre medidos na região de maior 
diâmetro da ferramenta, uma vez que é a região que experimenta as maiores velocidades de 
corte. Os níveis de força nas direções X, Y e Z foram adquiridos 5 vezes durante cada passada 
(a passada corresponde à superfície usinada em toda a largura da peça, ver Figura 51b). Em 
cada aquisição eram medidos 5 ciclos da ferramenta (cada ciclo corresponde a uma entrada e 
uma saída da ferramenta na peça, ver Figura 51a), totalizando 25 ciclos medidos por passada, 
isso foi realizado durante todas as passadas. A rugosidade média da peça foi medida 4 vezes 
nada direção da largura de corte em cada uma das 3 regiões, também em todas as passadas. 
Sendo que na região 1 a rugosidade foi sempre medida para um lead angle de 5°, na região 2 
para um lead angle de 45° e para a região 3 um lead angle de 85°. 
 
Figura 51 – Representação de um ciclo e de uma passada da ferramenta. 
 
 
Foram feitas 3 réplicas com a ferramenta de metal duro e 2 réplicas com a ferramenta de 
aço, analisando desgaste da ferramenta, rugosidade e força. Posteriormente, utilizando duas 
pastilhas já com 0,2 mm de desgaste de flanco, realizaram-se 2 réplicas para medição de 
rugosidade média e força, dessa vez para a ferramenta de aço com esferas de aço, com esferas 
de tungstênio e com cilindros de aço. Para não incentivar desgastes maiores que 0,2 mm, em 
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cada um desses ensaios somente 1/3 da largura da peça foi usinada, sendo que após cada passada 
era verificado se o desgaste se mantinha constante. 
Em seguida, realizou-se um novo ensaio de vida com a ferramenta com esferas de 
tungstênio, dessa vez utilizando uma pastilha nova como nos dois primeiros testes (testes com 
ferramentas convencionais), analisando todas as passadas de forma a obter os resultados de 
desgaste de flanco por volume de cavaco, de forças e de rugosidade em todas as passadas. Nesse 
caso, também foram feitas 2 réplicas. O ensaio de vida foi realizado para a ferramenta com 
esferas de tungstênio, pois foi a situação em que a simulação mostrou os melhores resultados 
dentre as ferramentas com corpo de aço. Portanto, optou-se por analisar a vida de ambas as 
ferramentas convencionais (aço e metal duro maciças) comparadas com a melhor configuração 
de ferramenta amortecida. 
Na Tabela 5 são mostrados de forma resumida, todas as configurações testadas 
 
Tabela 5 – Ensaios realizados 
  Medição de Rugosidade Medição de Força 
Porta-ferramenta 
 Ensaio 
de Vida 
Todas as 
passadas 
Somente  
Vb máx. = 0,2 mm 
Todas as 
passadas 
Somente  
Vb máx. = 0,2 mm 
Aço maciço ✓ ✓ N/A ✓ N/A 
Metal duro maciço ✓ ✓ N/A ✓ N/A 
Aço com esferas de aço X X ✓ X ✓ 
Aço com esferas de tungstênio ✓ ✓ N/A ✓ N/A 
Aço com cilindros de aço X X ✓ X ✓ 
 
Legenda:  ✓ – Sim 
 X – Não 
 N/A – Não se aplica 
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4. MODELAGEM SIMPLIFICADA DO AMORTECEDOR DE 
IMPACTO 
 
 
Para representação da ferramenta e do amortecedor na modelagem do absorvedor de 
impacto idealizou-se um sistema com dois graus de liberdade (GDL), representado pela Figura 
52, constituído por uma ferramenta com massa (m), rigidez equivalente (k) e coeficiente de 
amortecimento viscoso equivalente (c). No interior da ferramenta é representado um 
amortecedor com massa (mpart). Durante cada impacto é gerada uma força Fn que atua nas duas 
estruturas. 
 
Figura 52 – Modelagem simplificada de um amortecedor de impacto com 2GDL 
 
 
As Equações 13 e 14 representam o diagrama de corpo livre do sistema, sendo ẍ a 
aceleração da estrutura e ẍ𝑝𝑎𝑟𝑡 a aceleração da partícula: 
 
?̈? =  
𝐹 − 𝑘. 𝑥 − 𝑐. ?̇? − 𝐹𝑛
𝑚
 (13) 
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?̈?𝑝𝑎𝑟𝑡 =
𝐹𝑛
𝑚𝑝𝑎𝑟𝑡.
 
(14) 
 
Os valores de força (F) são os valores da força de excitação do sistema. Para uma vibração 
livre, que será o caso estudado, F é igual a zero, os valores de rigidez (k), amortecimento (c) e 
massa (m) serão obtidos experimentalmente através da análise modal da ferramenta, o valor da 
força de impacto Fn é igual a zero quando não há contato entre a partícula e a estrutura e é 
representado de acordo com as Equações (9) ou (11) quando há contato.  
Para determinar as condições de contato (quando há contato da esfera com a estrutura e 
quando não há) é necessário modelar as dimensões do sistema real (Figura 53) no software 
MATLAB®. 
 
Figura 53 – Representação das dimensões do amortecedor de impacto. 
 
 
Dessa forma, analisando a Figura 53, para que ocorra contato com a parede da esquerda 
da ferramenta, a Equação 15 deve ser satisfeita: 
 
𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 − 𝑥 ≤ 𝑟 (15) 
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Para que ocorra contato com a parede da direita da ferramenta a Equação 16 deve ser 
satisfeita: 
 
𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 − 𝑥 ≥ 𝐿 − 𝑟 (16) 
 
Para que não ocorra contato com nenhuma das paredes da cavidade a Equação 17 deve 
ser satisfeita: 
 
𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 − 𝑥 > 𝑟    𝑒    𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 − 𝑥 < 𝐿 − 𝑟 (17) 
 
A posição da ferramenta (𝑥) e da partícula (𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡) e as velocidades da ferramenta (?̇?) e 
da partícula (?̇?𝑝𝑎𝑟𝑡) são calculadas a partir da integração numérica das Equações diferenciais 
13 e 14 no software MATLAB®, utilizando a função ode45, que resolve as equações 
diferenciais em um determinado intervalo de tempo, de acordo com condições iniciais 
estabelecidas. 
Com os valores de 𝑥, ?̇?, 𝑥𝑒𝑠𝑓 e ?̇?𝑒𝑠𝑓 obtém-se a deformação 𝛿 (Equação 18), a taxa de 
deformação ?̇? (Equação 19) e a velocidade ?̇?(−) relativa entre partícula e ferramenta 
imediatamente antes do impacto (Equação 20). 
 
𝛿𝑒𝑠𝑞 = |𝑥 − 𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 + 𝑟|      𝑒      𝛿𝑑𝑖𝑟 = |𝑥𝑝𝑎𝑟𝑡 − 𝑥 − 𝐿 + 𝑟| (18) 
 
?̇?𝑒𝑠𝑞 = ?̇? − ?̇?𝑝𝑎𝑟𝑡     𝑒     𝛿𝑑𝑖𝑟 = ?̇?𝑝𝑎𝑟𝑡 − ?̇? (19) 
 
?̇?− = ?̇? − ?̇?𝑝𝑎𝑟𝑡      𝑖𝑚𝑒𝑑𝑖𝑎𝑡𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑒 𝑎𝑛𝑡𝑒𝑠 𝑑𝑜 𝑖𝑚𝑝𝑎𝑐𝑡𝑜 (20) 
 
Dessa forma, através de um processo iterativo, obtém-se todos os valores necessários para 
o cálculo de Fn e para integração das equações diferenciais (9) e (11) em condições com e sem 
contato, tanto para amortecedor com esferas quanto para cilindros. 
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4.1. Simulação do impacto com esfera de aço e tungstênio e cilindro de aço 
 
O objetivo da simulação é entender como diferentes materiais e geometrias de 
amortecedores se comportam em uma cavidade de parede côncava quando expostas a 
deslocamentos radiais experimentados pela ferramenta real de usinagem, de forma a estimar o 
melhor amortecedor. Sendo assim, a simulação é uma simplificação do sistema real, portanto 
são adotadas algumas hipóteses simplificadoras. Segundo Chen et al. (2001) à medida que o 
tamanho das partículas aumenta, a dissipação de energia por atrito diminui, passando a ocorrer 
principalmente devido aos impactos, partículas com diâmetro de 0,2 mm já apresentaram níveis 
maiores de dissipação de energia devido aos impactos e não ao atrito. Portanto, no presente 
trabalho como as partículas possuem diâmetros muito maiores (6 mm) as forças de atritos foram 
desprezadas, além disso também não foram consideradas as forças rotacionais sofridas pela 
ferramenta e as inclinações sofridas pelas partículas. Mais ainda, esta simulação foi feita em 
um sistema que sofre vibração livre, e não vibração forçada, como é o caso do processo de 
fresamento. 
Para representar a ferramenta como um sistema de 1 GDL, deve-se obter os parâmetros 
de rigidez e amortecimento equivalentes de uma ferramenta real. Para tanto, obteve-se a função 
de resposta em frequência da ferramenta com haste de aço utilizando o martelo de impacto. 
Na  Figura 54 é mostrada a função de resposta em frequência da ferramenta de metal duro 
e da ferramenta de aço antes e após a realização do furo para adição dos amortecedores. Os 
picos de acelerância, que indicam a frequência natural amortecida (ωd) da ferramenta de aço, 
ocorreram em 1089,84 Hz para a ferramenta maciça e 1107,42 Hz para a ferramenta oca. Pode-
se observar que a frequência natural da ferramenta oca é um pouco maior, o que já era esperado, 
uma vez que a diminuição de massa da ferramenta é mais significativa que a diminuição de sua 
rigidez. As diferenças observadas foram muito pequenas, em torno de 1,58%. Assim, não são 
esperadas diferenças significativas de desempenho entre a barra oca e a maciça. Já para a 
ferramenta de metal duro o pico de acelerância ocorreu em 1617,19 Hz o que mostra que a 
frequência natural da barra de metal duro é significativamente maior que a da barra de aço, uma 
vez que apesar de apresentar maior massa apresenta uma rigidez muito maior quando 
comparada a ferramenta de aço. 
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Figura 54 – Função de resposta em frequência da ferramenta de aço maciça e com furo de 6,1 mm 
 
 
Segundo Altintas (2012), componentes metálicos em geral possuem fator de 
amortecimento ζ menor que 0,05, dessa forma, foram selecionados valores menores que 0,05 
para simulação, como os resultados apresentaram o mesmo comportamento para qualquer valor 
de ζ, o fator de amortecimento foi ajustado em 0,01 para as simulações apresentadas neste 
trabalho. Com isso, calcula-se a frequência natural não amortecida da ferramenta (ωn) de acordo 
com a Equação 21. 
 
𝜔𝑛 =
𝜔𝑑
√1 − 𝜁2
 (21) 
 
Com o valor de ωn e da massa em balanço da ferramenta, pode-se calcular a rigidez 
equivalente do sistema através da Equação 22. 
 
𝑘 = 𝑚. 𝜔𝑛
2 (22) 
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Em seguida também se obtém o coeficiente de amortecimento equivalente do sistema 
através da Equação 23. 
𝑐 = 2𝜁𝑚𝜔𝑛 (23) 
 
Os amortecedores simulados foram: esfera de aço (Ø 6mm), esfera de tungstênio (Ø 
6mm) e cilindro de aço (Ø 6mm x 6mm). Na Tabela 6 são mostradas as propriedades da 
ferramenta e de cada partícula amortecedora. Os valores de módulo de elasticidade e coeficiente 
de Poisson foram obtidos de acordo com os dados fornecidos pelo fabricante. 
 
Tabela 6 – Parâmetros da fresa e das partículas de impacto utilizadas no programa 
Fresa Cilindro de Aço 
Massa em Balanço (kg)  
Aço / Metal Duro 
0,07/0,13 
Massa (kg) 1,32.10-03 
Diâmetro do Furo (mm) 6,1 Altura (mm) 6 
Módulo de Elasticidade (GPa) 
Aço / Metal Duro 
210/650 
Diâmetro (mm) 6 
Coeficiente de Poisson 0,3 Módulo de Elasticidade (GPa) 210 
  Coeficiente de Poisson 0,3 
  Coeficiente de Restituição 0,46 
Esfera de Aço Esfera de Tungstênio 
Massa (kg) 8,80.10-4 Massa (kg) 1,68.10-03 
Diâmetro (mm) 6 Diâmetro (mm) 6 
Módulo de Elasticidade (GPa) 210 Módulo de Elasticidade (GPa) 650 
Coeficiente de Poisson 0,3 Coeficiente de Poisson 0,3 
Coeficiente de Restituição 0,46 Coeficiente de Restituição 0,4 
 
O coeficiente de restituição das partículas com a estrutura depende de vários fatores. 
Segundo Seifried, Schiehlen e Eberhard (2010), ele depende da geometria das estruturas, da 
distribuição de massa e da velocidade de contato, isso faz com que o coeficiente de restituição 
seja um parâmetro difícil de se obter. Dessa forma, foi realizado um teste simplificado para 
determinar aproximadamente o coeficiente de restituição entre as estruturas. As esferas de aço 
e de tungstênio foram soltas de uma altura de 60 mm sobre uma superfície plana de aço. Após 
o impacto, a altura máxima atingida foi medida com o auxílio de uma escala graduada e de uma 
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câmera de alta velocidade Sony Cyber-shot DSC-RX10 III. A razão entre a raiz quadrada da 
altura máxima atingida após o impacto e a altura inicial é o coeficiente de restituição entre as 
estruturas. Através desse procedimento obteve-se um coeficiente de restituição de 0,92 para 
esferas de aço e 0,80 para esfera de tungstênio. Contudo, os resultados obtidos por Seifried, 
Schiehlen e Eberhard (2010) mostram que superfícies côncavas dissipam mais energia e, 
portanto, geram menores valores de coeficiente de restituição. A cavidade da fresa é uma 
superfície côncava, por isso, optou-se pela utilização de um coeficiente de restituição menor. 
Além disso, o acabamento da superfície plana de aço que foi obtido por polimento, apresentava 
uma rugosidade superficial menor quando comparado à superfície côncava da ferramenta, isso 
também contribui para a redução do coeficiente de restituição. Dessa forma, para a realização 
da simulação optou-se por utilizar um coeficiente de restituição 50% menor com relação ao 
medido experimentalmente, portanto, 0,46 para esferas e cilindros de aço e 0,4 para esferas de 
tungstênio. Vale ressaltar que foram simulados outros valores de coeficientes de restituição 
próximos aos utilizados para análise final e não foram constatadas variações significativas de 
resultado. 
Com os parâmetros da fresa e das partículas utilizadas na Tabela 6, as equações de 
movimento e as condições de contato, efetuou-se a integração das Equações diferenciais (13) e 
(14) no software MATLAB®, aplicando a condição inicial desejada ao sistema de forma a obter 
as velocidades e deslocamentos da ferramenta e das partículas. 
Tomando como condição inicial uma vibração livre, de forma a simular o deslocamento 
máximo real de uma ferramenta e, assim, determinar o melhor material e geometria do 
amortecedor, as Figuras 55, 56, 57 e 58 representam o amortecimento para várias situações, 
desde valores pequenos de deslocamento inicial da ferramenta, como 5.10-5 m (equivalente a 
30N aplicados na direção radial da ferramenta), até valores muito maiores que os usuais em 
uma operação de usinagem de acabamento, como 1.10-3 m (equivalente a 600N aplicados na 
direção radial da ferramenta). Em todas as situações, comparando as ferramentas com corpo de 
aço a com esfera de tungstênio apresentou um nível de amortecimento pouco maior, seguida do 
cilindro de aço,  
A ferramenta de metal duro apresentou um maior amortecimento em todos os casos pois 
possui rigidez estática 3,1 vezes maior que a ferramenta de aço, dessa forma o deslocamento 
inicial que atua na ferramenta é muito menor. 
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Figura 55 – Amortecimento da ferramenta para vibração livre com deslocamento inicial de 0,05 mm 
 
 
Figura 56 – Amortecimento da ferramenta para vibração livre com deslocamento inicial de 0,1 mm 
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Figura 57 – Amortecimento da ferramenta para vibração livre com deslocamento inicial de 0,5 mm 
 
 
Figura 58 – Amortecimento da ferramenta para vibração livre com deslocamento inicial de 1 mm 
 
 
Os pontos mostrados no gráfico correspondem à curva de decaimento característica do 
sistema com amortecimento. Os valores no eixo y são representados como uma normalização 
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da amplitude de resposta da estrutura (x) com relação à amplitude inicial (x0), de forma a 
facilitar a comparação entre os materiais. 
Nota-se que a esfera de tungstênio apresenta os melhores resultados entre as ferramentas 
com corpo de aço, o que ocorre principalmente devido à maior troca de quantidade de 
movimento por impacto, já que possui maior massa. Isso não significa que esferas de tungstênio 
serão mais efetivas em qualquer caso, uma vez que a maior massa também gera uma velocidade 
de impacto menor. Sendo assim, dependendo da folga utilizada e da amplitude de excitação do 
sistema, o número de impactos pode ser muito menor quando comparado a outros materiais 
(ALBUQUERQUE, 2016). 
O cilindro de aço também se beneficia por sua maior massa e, mesmo possuindo uma 
rigidez de contato maior e consequente menor deformação por contato (PEREIRA; 
RAMALHO; AMBROSIO, 2015), supera o amortecimento da esfera de aço. 
Também conclui-se que a eficiência do amortecedor de impacto depende da amplitude de 
deslocamento exercida sobre a ferramenta, fator que é diretamente relacionado com a folga. 
Para o sistema estudado com uma folga diametral máxima de 0,1 mm, o amortecedor possui 
uma eficiência muito maior para um deslocamento de 0,05 mm da ferramenta quando 
comparado a um deslocamento de 1 mm, ou seja, de acordo com a amplitude de vibração do 
sistema, a folga ótima também varia, assim como também observado por Albuquerque (2016). 
Ainda na Figura 55, nota-se uma mudança na taxa de decaimento da amplitude a partir 
de um determinado ponto. Por exemplo, para amortecedores com esfera de tungstênio, a partir 
de 20% do deslocamento inicial, a taxa de decaimento reduz drasticamente. Isso ocorre porque, 
a partir desse ponto, a amplitude de vibração é muito baixa para a folga escolhida entre 
ferramenta e amortecedor e, dessa forma, o número de impactos é muito reduzido, isso faz com 
que ocorra uma aproximação das curvas de amortecimento de ambas as esferas e do cilindro, o 
que mostra que a partir desse ponto a eficiência dos amortecedores é similar. 
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5. RESULTADOS E DISCUSSÕES 
 
5.1. Análise da rugosidade média da peça 
 
 
Após a realização das operações de usinagem com as 5 configurações de ferramenta 
testadas, foram realizadas as medições de rugosidade nas regiões 1, 2 e 3, sendo quatro 
medições para cada região em cada uma das réplicas realizadas. 
 
 
5.1.1. Rugosidade para ferramenta com desgaste VB=0,2 mm 
 
 
Na Figura 59 são representadas as medições de rugosidade no fim de vida de cada 
ferramenta, ou seja, quando o desgaste de flanco da ferramenta era 0,2 mm. 
 
Figura 59 – Rugosidade gerada pelas ferramentas testadas no fim de vida (VBmáx = 0,2 mm) nas 3 regiões 
estudadas. 
 
 
Nota-se que na região 1, onde os esforços são orientados preferencialmente na direção 
axial da ferramenta, não ocorre variação significativa da rugosidade entre as ferramentas 
testadas. Isso acontece, pois, a direção axial da ferramenta é bastante rígida, uma vez que a 
fixação da ferramenta e o cabeçote da máquina resistem à compressão causada pela força axial. 
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Na região 3, onde as solicitações nas direções radiais e tangenciais da ferramenta são mais 
significativas, nota-se uma rugosidade muito maior na ferramenta convencional de aço, o que 
é esperado, uma vez que os esforços atuam no sentido de menor rigidez da ferramenta. A 
utilização de amortecedores nesse caso surtiu grande efeito, uma vez que nessa região a força é 
orientada no sentido de impacto entre esfera/cilindro e a ferramenta. Os valores de rugosidade 
média foram reduzidos para cerca de 30% do valor observado na ferramenta convencional de 
aço para o caso dos cilindros de aço e em torno 40% para ambas as esferas.  
Esferas de aço e tungstênio geraram níveis de rugosidade similares, o que indica que para 
as condições testadas na região 3 não houve diferença significativa entre a utilização de esferas 
de aço e tungstênio. Já a utilização de cilindros de aço gerou rugosidades pouco menores. Isso 
mostra que o aumento de massa em 90% causado pela utilização de esferas de tungstênio não 
contribuiu para a redução da vibração da ferramenta, já o aumento de massa em 50% e a 
modificação da geometria causados pela adição do cilindro apresentaram melhores resultados, 
o que indica que existe uma razão de massa ótima entre a estrutura e o amortecedor, além de 
uma influência da geometria do amortecedor, uma vez que para um cilindro o choque se dá em 
uma linha e não em um ponto, como no caso das esferas. A soma desses fatores fez com que a 
troca de energia ocorresse de forma mais eficiente. 
Na região 2, onde as componentes de força axial e radial são significativas, os cilindros 
de aço não apresentaram o efeito desejado, mantendo os níveis de rugosidade muito acima das 
configurações com esfera de aço e esfera de tungstênio. As hipóteses para esse fenômeno são 
apresentadas na seção de análise de forças da ferramenta. 
Com relação às esferas de aço e tungstênio, o desempenho na região 2 também foi 
semelhante, apesar da ferramenta com esfera de tungstênio apresentar rugosidade média menor, 
a dispersão foi mais significativa, portanto, não se pode dizer que a ferramenta com esferas de 
tungstênio apresentou melhor desempenho que a ferramenta com esferas de aço. 
A ferramenta de metal duro, mesmo sem a utilização de amortecedores, devido à sua 
rigidez cerca de 3 vezes maior que à da ferramenta de aço, apresentou valores de rugosidade 
muito abaixo das outras configurações nas regiões 2 e 3, o que indica que a magnitude e a 
variação de esforços não foi suficiente para causar vibrações excessivas na ferramenta. 
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5.1.2. Rugosidade obtida com ferramenta em início de vida 
 
 
Pastilhas novas foram utilizadas somente para as configurações comerciais de ferramenta 
e para a ferramenta com esferas de tungstênio. Foram realizadas duas réplicas para cada 
configuração testada. Na Figura 60 são mostrados os níveis de rugosidade média na primeira 
passada da ferramenta. 
Os níveis de rugosidade para a ferramenta de aço são bem menores no início de vida da 
ferramenta do que em fim de vida (compare Figura 59 com Figura 60), com médias para Ra 
entre 0,6 µm e 0,7 µm (Figura 60). Isso mostra que o desgaste contribuiu diretamente para o 
aumento da rugosidade, o que se deve ao aumento dos níveis de força conforme ocorre o 
aumento de VBmáx. A ferramenta com esferas de tungstênio apresenta níveis de rugosidade 
pouco maiores quando comparada à ferramenta com haste de aço, porém ainda mantendo a 
rugosidade em níveis baixos, com uma média de Ra menor que 0,8µm. Nesse caso, como os 
esforços ainda são baixos, o efeito do amortecedor de impacto não é observado. Portanto, 
quando o desgaste da pastilha não é significativo, a utilização de esferas de tungstênio não 
trouxe benefícios ao acabamento superficial da peça. 
 
Figura 60 – Rugosidade gerada pelas ferramentas testadas durante a primeira passada nas três regiões estudadas. 
 
 
A fresa de metal duro novamente, nas 3 regiões, gerou os menores níveis de rugosidade 
na peça (menores que 0,4 µm), o que novamente pode ser explicado por sua rigidez estática, 
cerca de 3 vezes maior que a da ferramenta de aço. Nesse caso, mesmo quando os níveis de 
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força são menores, nota-se que a ferramenta de metal duro é melhor que as outras duas 
configurações de ferramenta. 
 
 
5.1.3. Análise do Desgaste da ferramenta 
 
 
A medição do desgaste de flanco da ferramenta foi realizada após cada passada em cada 
configuração da ferramenta. O volume de cavaco removido é calculado a partir da área da 
superfície usinada e da profundidade de usinagem (ap). Dessa forma, em cada passada são 
retirados 377 mm3 de material. O desgaste da ferramenta foi observado utilizando-se um 
microscópio óptico para medição do desgaste de flanco e observação de alguma possível avaria 
na ferramenta. Na Figura 61 é mostrado o desgaste de flanco máximo da ferramenta ao longo 
de todas as passadas, sendo que, as retas com cores iguais correspondem as réplicas ensaiadas. 
  
Figura 61 – Desgaste de flanco da ferramenta por volume de cavaco removido em mm3 
 
 
Nota-se que a taxa de desgaste tem variação bastante significativa logo após a primeira 
passada, variando de 0,060 mm a 0,140 mm. Para a ferramenta de metal duro, obteve-se em 
dois ensaios o maior valor de desgaste inicial, mesmo gerando um nível de rugosidade baixo. 
Sendo assim, a alta variação do desgaste na primeira passada pode ser devido a um erro de 
posição inerente da fixação da ferramenta. A partir da segunda passada, a taxa de desgaste se 
mostra similar para todas as ferramentas, com exceção de um dos ensaios para a ferramenta de 
metal duro, que apresentou uma taxa de desgaste acentuada. Por isso, optou-se pela realização 
de outra réplica para essa configuração. Para melhor entendimento dos dados, na Figura 62 é 
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mostrada a vida das ferramentas utilizadas em volume de cavaco removido, considerando um 
VBmáx = 0,2 mm. 
 
Figura 62 – Vida da ferramenta por volume de cavaco em mm3 
 
 
Pela análise do gráfico com as dispersões, conclui-se que a vida da ferramenta não sofreu 
influência do material do porta-ferramentas (aço ou metal duro) e pela adição de esferas de 
tungstênio. Dessa forma, a utilização de amortecedores e a utilização da ferramenta de metal 
duro propiciaram menores níveis de rugosidade, mas não maior vida da ferramenta, o que indica 
que a vibração experimentada pela ferramenta com haste de aço não foi suficiente para 
comprometer a vida da ferramenta mesmo no pior cenário.  
Na Figura 63 são mostradas as medições do desgaste de flanco da ferramenta para as 
ferramentas de Metal Duro (a), aço (b) e de aço com esferas de tungstênio (c) quando o desgaste 
da ferramenta atingiu VBmáx = 0,2 mm. 
A velocidade de corte apresenta uma grande variação durante a usinagem das 3 regiões 
da peça, na Tabela 7 é mostrada a velocidade de corte em cada região para determinado lead 
angle.  
 
Tabela 7 – Velocidade de corte durante a usinagem das regiões 1, 2 e 3. 
Região 1 2 3 
lead angle 5° 45° 85° 
vc (m/min) 36,15 293,26 413,10 
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O desgaste de flanco máximo (VBmáx) sempre ocorreu próximo ao diâmetro máximo da 
ferramenta, uma vez que é a região onde há maiores velocidades de corte (tabela 7). Além disso, 
essa parte da ferramenta entra em contato com a peça no fresamento da região 3 da peça, região 
em que ocorrem os maiores esforços radiais e a maior vibração. 
 
Figura 63 – Medição do desgaste de flanco para ferramenta com haste de metal duro (a), aço (b) e de aço com 
esferas de tungstênio (c) 
 
 
 
 
5.1.4. Análise dos esforços atuantes na ferramenta 
 
 
Na Figura 64 são mostrados os sinais de força em X, Y e Z obtidos pelo dinamômetro 
durante a primeira passada com ferramentas de metal duro, aço maciça e de aço com esferas de 
tungstênio. Nota-se que, no início do corte, na região 1, a força axial (eixo Z) é predominante, 
chegando a mais de 150 N para as ferramentas de aço e 200 N para a ferramenta de metal duro. 
À medida que a ferramenta se desloca até a região 2 há uma diminuição significativa das forças 
em Z; no final do corte, na região 3, a amplitude de forças em X tende a crescer, atuando de 
forma mais significativa para a ferramenta de metal duro, ultrapassando os valores obtidos para 
a força em Z. 
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A região 3 é considerada a mais crítica para a ocorrência de vibrações, uma vez que é a 
região onde os esforços em X e em Y, que são orientados na direção de menor rigidez da 
ferramenta, tendem a ser maiores. Os grandes esforços em Z na região 1 se devem 
principalmente ao pequeno diâmetro efetivo de contato, que gera muita deformação plástica do 
material sendo cortado e atrito na região de contato (KULL NETO; DINIZ; PEDERIVA, 
2016c). 
Ainda na Figura 64, observa-se uma variação no sinal de força em baixa frequência para 
a ferramenta de metal duro, mas mesmo assim não houve aumento no nível de rugosidade média 
da peça. Isso mostra que as variações de força em alta frequência são mais significativas para 
piora da rugosidade da peça.  
 
Figura 64 – Sinais de força em X, Y e Z durante o primeiro passe da ferramenta 
 
 
Como já mostrado, os níveis de rugosidade no início de vida da ferramenta foram muito 
menores que os obtidos no fim de vida, com pouca diferença entre a ferramenta com e sem 
amortecedores de impacto, o que mostra que a adição de esferas de tungstênio não surtiu efeito. 
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Isso pode ser explicado principalmente devido aos baixos valores de força obtidos. À medida 
que o desgaste aumenta, as forças, principalmente em X, aumentam. A partir desse momento, 
o amortecedor passa a surtir o efeito desejado. 
Na Figura 65 são mostradas as forças em X, Y e Z no fim de vida da ferramenta, ou seja, 
com desgaste de flanco máximo de 0,2 mm. Pode-se perceber um aumento significativo dos 
esforços em X e em Z para as ferramentas de aço e de metal duro na região 3, o que mostra que 
o desgaste da ferramenta contribuiu significativamente para o aumento da força. 
A adição de amortecedores contribui para uma redução de esforços na região 3. Enquanto 
para a ferramenta de aço convencional a força em X foi cerca de 50 N, a ferramenta com 
cilindros de aço gerou 37 N na mesma direção e as ferramentas com esferas de aço e tungstênio 
cerca de 20 N. Isso mostra que parte da energia do corte que é aplicada ao processo pela força 
na ferramenta é absorvida pelas partículas amortecedoras. 
Ainda na Figura 65, observa-se uma instabilidade dos sinais de força na região 2, tanto 
para a ferramenta de aço quanto para a ferramenta com cilindros de aço. Para entender melhor 
os efeitos provocados pela força na rugosidade da peça, deve-se observar como ocorre a 
variação de esforços durante o corte. 
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Figura 65 – Sinais de força em X, Y e Z no fim de vida da ferramenta 
 
 
Na Figura 66 é mostrado de forma ampliada, para 2 ciclos da ferramenta, como a força 
de corte varia no eixo X, que é o mais significativo para a ocorrência de vibrações na ferramenta, 
já que a força em Z ocorre na direção mais rígida da ferramenta e a força em Y é pequena, uma 
vez que o ângulo de contato da ferramenta é muito pequeno. 
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Figura 66 – Sinal da força em X para dois ciclos da ferramenta no fim de vida da ferramenta. 
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Analisando a Figura 66, nota-se uma instabilidade mais acentuada nas regiões destacadas 
nos casos das ferramentas maciça de aço e com cilindros de aço. Para melhor entendimento dos 
fenômenos que ocorrem nas regiões de interesse, deve-se ampliar ainda mais a região analisada. 
Primeiramente analisou-se o sinal de forças para a ferramenta de metal duro, nas Figura 67 
eFigura 68 são mostrados os valores dos sinais de força em dez voltas da ferramenta para a 
ferramenta de metal duro, que atingiu os menores níveis de rugosidade, as regiões destacadas 
pelos círculos verdes representam a atuação de uma das arestas de corte enquanto as regiões 
destacadas pelos círculos pretos representam a atuação da outra aresta de corte, uma vez que a 
ferramenta possui 2 arestas. As regiões de interesse são a 2 (Figura 67) e a 3 (Figura 68), onde 
há maior tendência de vibração. 
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Figura 67 – Sinal de força ampliado para a ferramenta de Metal Duro – região 2 
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Figura 68 – Sinal de força ampliado para a ferramenta de Metal Duro – região 3 
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Para facilitar a visualização dos sinais de força, a representação é feita na forma de um 
diagrama polar, com eixos X, Y e Z representados. A Figura 69 mostra os valores dos picos dos 
sinais de força em dez voltas da ferramenta de metal duro (círculos pretos e verdes mostrados 
Figuras 67 e 68), o raio do círculo representa o valor da força em Newton.  
 
Figura 69 – Picos dos sinais de força para a ferramenta de Metal Duro 
 
 
Como a ferramenta possui 2 arestas, tem-se 20 pontos para cada 10 voltas. Observa-se 
que, mesmo para a ferramenta de metal duro, em que os níveis de rugosidade média foram 
sempre da ordem de 0,4 µm, há uma diferencia significativa de força entre uma aresta e outra, 
sendo essa diferença constante, o que indica que uma aresta corta uma porção maior de material 
em relação à outra aresta. Uma hipótese para que isso ocorra é que durante a fixação da pastilha 
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na haste ocorre um erro de posição, inerente ao processo, uma vez que a fixação é feita por um 
parafuso, o que faz com que uma das arestas seja posicionada em uma região um pouco mais 
externa com relação a outra. A rugosidade da peça será resultante da ação dessa aresta que retira 
mais material, uma vez que só essa aresta retira a camada com maior profundidade de usinagem. 
Dessa forma, para entender a variação de esforços que ocorre na ferramenta opta-se por analisar 
o pico de forças durante 10 voltas somente para a aresta que retira maior quantidade de material. 
Assim, obtém-se a Figura 70. 
 
Figura 70 – Picos dos sinais de força para uma aresta: ferramenta de Metal Duro 
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Nota-se, nesse caso, um comportamento muito mais próximo do ideal (diagrama polar 
com forma circular), que se dá quando não ocorrem variação de esforços. Uma menor variação 
nos níveis de força indica que a ferramenta em cada volta retira a mesma porção de material da 
peça e experimenta menor vibração. Isto mostra que a ferramenta de metal duro sofre pequenos 
níveis de vibração, corroborando com os resultados de rugosidade média. 
A Figura 71 representa a variação de esforços que ocorre na ferramenta para todas as 
estratégias testadas durante a usinagem da região 2 da peça. 
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Figura 71 – Picos dos sinais de força para uma aresta – Região 2 
 
 
Observa-se que a ferramenta de metal duro é a que mais se aproxima da trajetória ideal. 
A utilização da ferramenta maciça de aço e da ferramenta com cilindros de aço apresentaram o 
maior desvio, o que mostra que essas configurações experimentaram maiores níveis de vibração 
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durante a usinagem da região 2, o que confirma os maiores valores de rugosidade média nessas 
configurações e mostra que o efeito do amortecimento não foi satisfatório para os cilindros de 
aço durante o corte da região 2.  
Já para as ferramentas com esferas de aço e tungstênio, nota-se uma melhora significativa 
com relação à ferramenta de aço convencional (figura mais próxima de um círculo), o que 
mostra que houve um efeito benéfico causado pelo amortecimento por impacto. Ainda assim a 
ferramenta de metal duro obteve uma resposta mais regular, tanto para forças em X, quanto, em 
Z, o que mostra que sua rigidez, cerca de 3 vezes maior que a do aço, contribuiu para que não 
ocorressem vibrações excessivas.  
As Tabela 8 e Tabela 9 mostram de forma quantitativa a força média, o desvio padrão e 
o desvio padrão relativo para cada configuração experimentada, um maior valor do desvio 
padrão relativo indica que a ferramenta experimentou maior variação de forças com relação ao 
seu valor médio. 
 
Tabela 8 – Força média, desvio padrão e desvio padrão relativo das forças em x durante a usinagem da região 2. 
 Região 2 - Fx 
 Metal Duro Aço Cil. Aço Esf. Aço Esf. Tung. 
Força média [N] 47,72 19,70 21,31 19,88 15,23 
Desvio Padrão 3,62 3,74 4,18 1,59 1,82 
Desvio Padrão 
Relativo 
7,58% 18,98% 19,63% 8,00% 11,95% 
 
Tabela 9 – Força média, desvio padrão e desvio padrão relativo das forças em z durante a usinagem da região 2. 
 Região 2 - Fz 
 Metal Duro Aço Cil. Aço Esf. Aço Esf. Tung. 
Força média [N] 141,75 97,80 92,52 78,80 88,55 
Desvio Padrão 5,61 16,98 8,96 4,98 4,06 
Desvio Padrão 
Relativo 
3,96% 17,36% 9,68% 6,32% 4,58% 
 
Nota-se que os valores corroboram os comentários feitos na Figura 71 mostrando que a 
ferramenta maciça de aço e a ferramenta com cilindros de aço apresentaram o maior desvio 
durante a usinagem da região 2, uma vez que apresentam os maiores valores de desvio padrão 
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relativo. A ferramenta de metal duro apresentou o menor desvio padrão relativo e a ferramenta 
com esferas de aço e tungstênio apresentaram desempenho intermediário, o que confirma a 
análise da Figura 71. 
A Figura 72 representa a variação de esforços que ocorre na ferramenta para todas as 
estratégias testadas durante a usinagem da região 3 da peça. As forças em Y, nesse caso, não 
foram representadas no diagrama para as ferramentas de aço, pois apresentam valores muito 
baixos, que podem ser confundidos com ruídos do sinal. 
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Figura 72 – Picos dos sinais de força para uma aresta – Região 3 
 
 
 
As Tabela 10 e Tabela 11 mostram de forma quantitativa a força média, o desvio padrão 
e o desvio padrão relativo para cada configuração experimentada. 
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Tabela 10 – Força média, desvio padrão e desvio padrão relativo das forças em x durante a usinagem da região 3. 
 Região 3 - Fx 
 Metal Duro Aço Cil. Aço Esf. Aço Esf. Tung. 
Força média [N] 96,26 45,05 37,33 19,91 19,29 
Desvio Padrão 1,96 5,70 1,87 1,52 1,43 
Desvio Padrão 
Relativo 
2,04% 12,64% 5,02% 7,65% 7,41% 
 
Tabela 11 – Força média, desvio padrão e desvio padrão relativo das forças em z durante a usinagem da região 3. 
 Região 3 - Fz 
 Metal Duro Aço Cil. Aço Esf. Aço Esf. Tung. 
Força média [N] 78,68 49,24 46,65 19,54 14,94 
Desvio Padrão 2,34 5,11 1,80 1,36 1,18 
Desvio Padrão 
Relativo 
2,97% 10,39% 3,86% 6,94% 7,90% 
 
Novamente a ferramenta de metal duro é que a mais se aproxima da trajetória ideal (menor 
desvio padrão relativo). A ferramenta maciça de aço apresentou a maior variação de esforços 
nas diferentes voltas, ou seja, maiores níveis de vibração, o que justifica os altos valores de 
rugosidade média obtidos com essa configuração na região 3. 
Entre as configurações com amortecedor de impacto, as esferas de aço e de tungstênio 
apresentaram desempenho semelhante, melhoraram a condição inicial (ferramenta maciça), 
mas ainda não obtiveram o desempenho da ferramenta de metal duro. Nota-se que a magnitude 
de forças é muito menor para a ferramenta com esferas quando comparada à ferramenta 
convencional de aço. Dessa forma, a variação de esforços observadas na Figura 72 é muito 
menor para ferramentas com amortecedor, o que pode ser observado nas Tabela 10 e Tabela 
11.  
Para as condições testadas, a esfera de tungstênio apresentou resultados similares tanto 
para rugosidade da peça quanto em níveis de vibração na ferramenta quando comparadas à 
esfera de aço. Isso mostra que o aumento de massa com a utilização do tungstênio (1,9 x maior 
em relação ao aço) não contribuiu significativamente para melhora no amortecimento do 
sistema. Uma hipótese para que isso ocorra é que o aumento de massa da esfera faz com que a 
velocidade de impacto entre o corpo da ferramenta e a esfera seja menor, uma vez que a troca 
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de quantidade de movimento entre os corpos é diretamente proporcional à sua massa e 
velocidade. Além disso, o coeficiente de restituição do tungstênio é ligeiramente menor que o 
coeficiente de restituição do aço, o que faz com que a velocidade e o número de impactos 
também sejam diferentes. Porém, esses fatores citados anteriormente já foram considerados na 
simulação, sendo assim não são hipóteses válidas, contudo, fatores como coeficiente de atrito 
e forças rotacionais que atuam no sistema foram desconsiderados. Essas simplificações 
provavelmente ocasionaram uma discordância entre a simulação e os resultados experimentais, 
ainda mais visto que o desempenho para esferas de aço e tungstênio é muito próximo, tanto 
para a simulação quanto para os resultados experimentais. 
Já a ferramenta com cilindros de aço apresentou o melhor desempenho entre os 
amortecedores na região 3, principalmente levando-se em consideração a variação de esforços 
na direção X que, como já citado, é a direção em que a vibração ocorre, contrariando o que 
ocorreu na região 2. Isso indica que a orientação das forças tem grande influência quando se 
utilizam cilindros como amortecedores de impacto. Este resultado explica o comportamento da 
rugosidade da peça que teve um valor alto na região 2 quando se utilizou amortecedor com 
cilindros de aço, mas um valor bem mais baixo quando esta mesma ferramenta cortou a região 
3 (ver Figura 59). 
Uma hipótese para que essa configuração não tenha sido efetiva na região 2 é a maneira 
como se dá o impacto entre o cilindro e a cavidade da ferramenta. O contato ideal se dá quando 
a parede do cilindro se choca com a cavidade formando uma linha de contato. Como na região 
2 há uma composição de esforços, principalmente na direção axial, como mostrado na Figura 
73, os cilindros tendem a sofrer uma grande inclinação, prejudicando o contato com a parede 
da cavidade. Em outras palavras, o contato não se dá entre o corpo do cilindro (elemento 
amortecedor) e a parede da cavidade, mas entre a borda dele e a parede. Além disso, os esforços 
da direção axial prejudicam a movimentação radial do cilindro, uma vez que há atrito entre a 
superfície de contato entre os cilindros (atrito entre um cilindro e os cilindros que estão abaixo 
e acima dele), ocasionando uma redução na eficiência do amortecedor. Outro fator que deve ser 
levado em consideração é que com forças axiais excessivas o movimento das partículas 
amortecedoras tende a ocorrer nessa direção, fazendo com que a folga entre cavidade e partícula 
aumente, o que também pode prejudicar a eficiência do amortecedor. 
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Figura 73 – Representação das Forças em X, em Z e resultante na região 2: ferramenta com cilindros 
 
 
Na região 3, como mostrado na Figura 74, as forças axiais ainda são significativas, mas 
com uma redução de mais de 50% de sua magnitude, o que faz com que o contato ocorra em 
condições menos desfavoráveis para o cilindro. Comparando a composição das forças sobre a 
ferramenta nas regiões 2 e 3 de corte (Figuras 73 e 74) vê-se que a componente Fxz é muito mais 
inclinada em direção a X na região 3 (51,21° de  inclinação contra 12,99o na região 2) e com 
magnitude muito menor (21,60 N na região 3 e 96,04 N na região 2). Portanto, para que cilindros 
tenham eficiência na tarefa de amortecimento, as forças têm que ser predominantemente no 
plano perpendicular ao eixo da ferramenta, a fim de que o choque cilindro-parede se dê 
realmente em uma linha (ou próximo a isto). Quando se utiliza esferas como elementos 
amortecedores isto não ocorre, pois sempre o choque esfera-parede vai se dar em um ponto.  
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Figura 74 – Representação das Forças em X, em Z e resultante na região 3: ferramenta com cilindros 
 
 
 
A utilização de cilindros como partículas amortecedoras se mostrou mais eficaz para 
superfícies em que a relação de força axial/força radial não é excessiva. No entanto, para 
superfícies de moldes e matrizes com trajetórias complexas e alta relação de força axial, não é 
recomendada a utilização de cilindros. As esferas de aço e de tungstênio, apesar de 
apresentarem rugosidades maiores na região 3 quando comparadas aos cilindros, são 
recomendadas, uma vez que mantêm os níveis de rugosidade mais constantes durante toda a 
peça, atingindo rugosidades máximas sempre menores que 1,2 µm, o que representa uma 
melhora significativa com relação à ferramenta de aço, principalmente na região 3, onde a 
ferramenta convencional atingiu rugosidade média maior que 2 µm. Dentre as ferramentas com 
corpo de aço recomenda-se a utilização de esferas de aço, que garantem desempenho similar às 
esferas de tungstênio e apresentam custo muito menor. 
Apesar da melhora do desempenho da ferramenta com a utilização de amortecedores, a 
ferramenta de metal duro ainda apresenta os melhores resultados, com rugosidade média 
inferior a 0,6 µm para todas as regiões. Nesse caso a simulação corrobora os resultados obtidos 
experimentalmente, a maior rigidez da ferramenta de metal duro contribui para um nível de 
deslocamento muito menor da ferramenta quando comparado a ferramentas convencionais de 
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aço. Contudo, esse tipo de ferramenta possui um custo muito maior. Dessa forma, em alguns 
casos, tem-se uma maior relação benefício/custo com a utilização de amortecedores de impacto. 
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6. CONCLUSÕES 
 
 
Os resultados do trabalho sobre o desenvolvimento de uma ferramenta esbelta de 
fresamento com amortecedores de impacto permitem concluir, para o fresamento de aço 
endurecido em condições similares às experimentadas neste trabalho e com folga de 0,1 mm 
entre as partículas e a estrutura que: 
A utilização de amortecedores de impacto contribui para redução da rugosidade média e 
das amplitudes de vibração com relação à ferramenta com haste sólida, sendo que o 
desempenho entre esferas de aço e de tungstênio foi similar. Dessa forma, deve-se preferir a 
utilização de esferas de aço, que apresentam custo menor. 
Cilindros de aço, apesar de apresentarem melhores níveis de rugosidade na região 3 da 
peça (região em que a forças de corte estão predominantemente num plano perpendicular ao 
eixo da ferramenta), não são recomendados para situações com alta força axial, como a região 
2, uma vez que seu desempenho é muito prejudicado, o que mostra que o desempenho do 
cilindro é altamente dependente da direção resultante dos esforços 
A ferramenta com haste de metal duro obteve o melhor desempenho em todas as regiões, 
o que mostra que as vibrações experimentadas não foram suficientes para prejudicar o 
acabamento superficial da peça, contudo, esse tipo de ferramenta apresenta custo muito maior 
quando comparada à ferramenta de aço. 
Em qualquer região do corte que se leve em consideração, o corte com ferramenta com 
haste de metal duro apresentou a menor vibração e a ferramenta sólida de aço a maior vibração 
dentre todas as situações testadas. 
Na região 2 de corte, as ferramentas com esferas de aço e com esferas de tungstênio 
apresentaram os menores níveis de vibração dentre as ferramentas com amortecedores e no 
corte da região 3, a ferramenta com cilindros de aço foi a que apresentou os menores níveis de 
vibração dentre as ferramentas com amortecedor. 
Para todas as configurações testadas, a vibração experimentada pela ferramenta, mesmo 
no pior caso, não exerceu influência na vida da ferramenta nem em sua taxa de desgaste. 
 
Sugestões para trabalhos futuros: 
 
• Realizar ensaios para todas as configurações de amortecedores testadas, dessa vez 
com trajetória ascendente. 
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• Realizar ensaios variando a velocidade de corte, de forma a deixá-la mais próxima 
da frequência natural do sistema. 
• Realizar simulações para mais graus de liberdade e adicionando forças rotacionais 
ao sistema. 
• Comparação do sistema de amortecimento com outros tipos de amortecedores 
passivos e ferramentas comerciais com amortecedores. 
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